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Die Ermüdungsrissausbreitung wird durch Rissausbreitungskurven beschrie-
ben. Diese Beschreibung ermöglicht es, das Rissausbreitungsverhalten ei-
nes homogenen Werkstoffs mit nur einer Kurve zu beschreiben. Aus dieser 
Kurve kann für beliebige Belastungen die Rissverlängerung in Abhängigkeit 
der Lastwechsel und damit die Lebensdauer eines Bauteils berechnet wer-
den.  
In Gradientenwerkstoffen bestimmt die Risslänge den Ort der Rissspitze und 
damit das lokal an der Rissspitze vorliegende Gefüge und hierdurch die 
Werkstoffeigenschaften. Dadurch ist das Rissausbreitungsverhalten nicht nur 
von der Belastung abhängig, sondern eine Funktion des Gefüges und damit 
der Risslänge. Deshalb ist das Rissausbreitungsverhalten in Gradienten-
werkstoffen nicht durch eine einzige Kurve zu beschreiben. 
Findet die Rissausbreitung bei Spannungsamplituden mit einem niedrigen 
Spannungsverhältnis (R-Wert) statt, wird die Ausbreitungsgeschwindigkeit 
zusätzlich von Rissschließeffekten beeinflusst. Abhängig von Gefüge und 
Belastung treten bevorzugt zwei Rissschließmechanismen auf, die das Riss-
ausbreitungsverhalten unterschiedlich beeinflussen. In Gradientengefügen 
kann dies durch einen Wechsel im Rissschließmechanismus zu einer Rich-
tungsabhängigkeit der Rissausbreitung führen. 
Die Auswirkungen einer Richtungsabhängigkeit sowie eines Wechsels im 
Rissschließverhalten auf das Rissausbreitungsverhalten sind weitgehend 
unbekannt und sollen in dieser Arbeit an gezielt eingestellten Gefügegradien-





In diesem Abschnitt werden zunächst die Grundlagen zur Ermüdungsriss-
ausbreitung und den dabei auftretenden Rissschließeffekten vorgestellt. Es 
werden die charakteristischen Merkmale der einzelnen Rissschließmecha-
nismen sowie die Bedeutung der Rissschließung für die Rissausbreitung be-
schrieben und Untersuchungen zu Rissschließung in Gradientengefügen 
vorgestellt. 
2.1 Ermüdungsrissausbreitung 
Ermüdungsrissausbreitung findet durch lokale Versetzungsbewegung vor der 
Rissspitze statt. Es bilden sich Ermüdungsgleitbänder, die durch Abscheren 
zur Bildung neuer Bruchfläche an der Rissspitze führen (Tomkins 1979). 
Zur Beschreibung der Spannungsverhältnisse an der Rissspitze wird aus der 
Spannung (σ=F/(BW)) und der Risslänge a der Spannungsintensitätsfaktor K 
berechnet. Gleichung 2.1 beschreibt die Spannungsintensität vor der Riss-












K  (2.1) 
Mit W und B als Länge und Breite der Probe sowie einer Funktion f(a/W), die 
die Abhängigkeit von der Risslänge und der Probengeometrie beschreibt. Die 
Rissausbreitungsgeschwindigkeit ist eine Funktion der Schwingbreite der 
Spannungsintensität ∆K an der Rissspitze. Der Verlauf der Rissausbrei-
tungskurve (Abbildung 2.1) lässt sich in drei Bereiche einteilen. Bei mittleren 
Rissausbreitungsgeschwindigkeiten (Bereich II) ergibt sich bei doppellog-
arithmischer Auftragung ein linearer Verlauf. Der lineare Bereich kann durch 







mit den werkstoffabhängigen Konstanten c und m beschrieben werden. Zu 
kleinen ∆K-Werten wird die Kurve durch den Schwellwert der Rissausbrei-
tung ∆Kth (th=threshold) begrenzt (Bereich I). Ist ∆K kleiner als der Schwell-




breitungsgeschwindigkeit stark an (Bereich III). Erreicht das Maximum einer 
K-Schwingung (Kmax) die Bruchzähigkeit KIc (I=Belastungsmodus I und 
c=critical) des Werkstoffs, versagt das Bauteil. Aus diesem Grund bildet KIc 
die Begrenzung der da/dN-Kurve zu hohen Spannungsintensitäten. Durch 
Verwendung der Spannungsintensität als Beschreibung der Belastung ist die 











Klog∆Bereich 1 Bereich 2 Bereich 3  
Abbildung 2.1: Schematische Darstellung einer da/dN-∆K Kurve 
 
Um die Lebensdauer eines Bauteils berechnen zu können, muss die ent-
sprechende Rissausbreitungskurve in eine Rissverlängerungskurve (a-N) 
umgerechnet werden. Diese gibt die Risslänge (a) in Abhängigkeit der 
Schwingspielzahl (N) an und kann durch Integration der Paris Gleichung aus 
der Rissausbreitungskurve berechnet werden. 
Die Integration ist analytisch nur dann möglich, wenn der Geometriefaktor 
konstant bleibt. Bei der Verwendung von CT-Proben (Compact Tension) ist 
dies nicht der Fall (Suresh 1998), da der Geometriefaktor von dem Verhältnis 
der Risslänge a zu der Probenlänge W abhängt und somit bei Rissausbrei-
tung nicht konstant ist. Die Parameter c und m der Paris-Gleichung können 
nicht durch einfache Anpassung der Gleichung 2.2 an die Messwerte der 
Rissausbreitungsexperimente bestimmt werden. Die Ergebnisse streuen zu 
stark und zusätzlich müssen die Werte bei niedrigen Rissausbreitungsge-




einer Probe stärker beeinflussen als Messwerte bei hohen Rissausbreitungs-
geschwindigkeiten (Broek 1989). Aus diesem Grund werden die Kurven in 
einem iterativen Prozess durch numerische Integration der Gleichung 2.2 
und Variation der Parameter c und m an die experimentellen Ergebnisse der 
(a-N)-Kurve angepasst (Broek 1989, 1997). 
Die Rissausbreitung findet in Abhängigkeit der Belastung und des Gefüges 
kristallografisch orientiert oder kristallografisch nicht orientiert, senkrecht zur 
Belastungsrichtung statt. Bei kleinen Schwingbreiten der Spannungsintensi-
tät ∆K, bei denen sich die Ausbreitung der plastischen Zone auf ein Korn be-
schränkt, sind vor der Rissspitze nur wenige Gleitsysteme aktiviert und der 
Riss breitet sich entlang kristallografischer Ebenen aus (Tomkins 1979, Ra-
vichandran et al. 1987, Ravichandran et al. 1987a). Die daraus resultierende 
starke Auslenkung des Risses und die auf Gleitbänder beschränkte Verset-
zungsbewegung führen zu Mode II Verschiebungen an der Rissspitze, wo-
durch die Rissufer gegeneinander verschoben werden. Durch starke 
Rissauslenkungen während der Rissausbreitung entstehen raue, facettierte 
Bruchflächen. Die Höhe und Form der Facetten wird durch die Struktur des 
Gefüges bestimmt (Wang und Müller 1998b, Saxena und Radhakrishnan 
1998, Sinha und Soboyejo 2001).  
Hohe Belastungen führen zu einer plastischen Zone, die sich über mehrere 
Körner erstreckt. Durch Aktivierung mehrerer Gleitsysteme breitet sich der 
Riss senkrecht zur Belastungsrichtung, kristallografisch nicht orientiert aus. 
An der Rissspitze treten keine oder nur geringe Mode II Verschiebungen auf. 
Es entstehen makroskopisch glatte Bruchflächen mit mikroskopisch erkenn-
baren, starken Verformungen auf der Bruchfläche. Der Wechsel von kristal-
lographisch orientierter zu nicht orientierter Rissausbreitung findet statt, so-
bald sich die plastische Zone vor der Rissspitze über mehrer Körner erstreckt 
und wird damit durch das Gefüge und die anliegende Belastung bestimmt 
(Wang 1997). 
2.2 Rissschließung 
Kommt es bei schwingender Belastung zu einem Kontakt der Rissufer, bevor 




Druckspannungen übertragen. Dadurch wird die Rissspitze abgeschirmt und 
es wird näherungsweise angenommen, dass solange sich die Rissufer be-
rühren die Spannungsintensität an der Rissspitze konstant bleibt (Abbildung 
2.2). Dadurch trägt dieser Teil des Belastungszyklus nicht zur Rissausbrei-
tung bei. Der Teil des Belastungszyklus der auf die Rissspitze wirkt, ist durch 
Gleichung 2.3 als ∆Keff (eff=effektiv) nach Elber (1971) definiert. 
 
opmaxeff KKK −=∆  (2.3) 
 
Die Spannungsintensität bei erstem Berühren der Rissufer Kcl (cl=closure) 
und die Spannungsintensität bei Rissöffnung Kop (op=opening) können ge-
ringfügig voneinander abweichen.  
 
 
Abbildung 2.2: Schematische Darstellung der ∆K und der ∆Keff Schwingung 
 
Die häufigsten Ursachen für Rissschließung sind Oxidationsprodukte im 
Risspfad, plastische Verformungen der Rissufer oder die Rauigkeit des Riss-
pfads. Dementsprechend werden die Rissschließmechanismen als oxida-








Abbildung 2.3: Schematische Darstellung der unterschiedlichen Rissschließmechanismen 
 
2.2.1 Oxidationsinduzierte Rissschließung (OIRS) 
Dieser Effekt tritt auf, wenn im Risspfad Oxidationsprodukte entstehen, die 
bei schwingender Belastung zu einem vorzeitigen Kontakt der Rissufer füh-
ren. Die oxidationsinduzierte Rissschließung hängt stark vom Umgebungs-
medium und dem Oxidationsverhalten des Werkstoffes ab und tritt vor allem 
im Bereich des Schwellwertes bei niedrigen Rissausbreitungsgeschwindig-
keiten (Suresh et al. 1981) oder erhöhten Temperaturen (Cotterill und Knott 
1992) auf. 
 
2.2.2 Plastizitätsinduzierte Rissschließung (PIRS) 
Von den unterschiedlichen Rissschließmechanismen tritt die plastizitätsindu-
zierte Rissschließung am häufigsten auf (McClung 1991). Im Gegensatz zu 
anderen Rissschließmechansimen, die vor allem im Bereich des Schwellwer-
tes eine Rolle spielen, kann plastizitätsinduzierte Rissschließung in allen Be-
lastungsbereichen auftreten. 
Die Rissschließung wird durch plastische Verformungen im Risspfad hervor-




Zone vor der Rissspitze entstehen, bleiben bei Rissausbreitung im Risspfad 
bestehen und rufen einen vorzeitigen Kontakt der Rissufer hervor. Aufbau-
end auf dem Dugdale-Modell (Dugdale 1960) wurden verschiedene modifi-
zierte Modelle entwickelt, um die plastischen Verformungen im Risspfad zu 








(a) maximale Spannung (a) minimale Spannung
Fmin
 
Abbildung 2.4: Entstehung der plastizitätsinduzierten Rissschließung nach Newman basie-
rend auf dem Dugdale-Modell 
 
Abbildung 2.4 zeigt eine schematische Darstellung des modifizierten Dugdale 
Modells nach Newman (1981,1982) bei maximaler und minimaler Zugbela-
stung. Die eingezeichneten Elemente (crack tip element j) entlang des Riss-
pfads repräsentieren die plastisch verformten Bereiche. Diese Elemente 
können intakt oder aufgebrochen sein. Intakte Elemente können sowohl Zug- 
als auch Druckspannungen übertragen. Bei maximaler Belastung bilden die 
intakten, verformten Elemente die plastische Zone der Länge rp vor der Riss-
spitze aus. Aufgebrochene Elemente können keine Zugspannungen übertra-
gen. Berühren sich verformte, aufgebrochene Elemente bei Entlastung, über-
tragen sie Druckspannungen über den Risspfad. Durch die plastischen Ver-




len Belastung, bei weiterer Entlastung bildet sich aufgrund der Druckspan-
nungen vor der Rissspitze eine zyklische plastische Zone der Länge rp
c.  
Newman erweitert das Dugdale Modell und definiert für die Balkenelemente 
im Risspfad eine Fließgrenze σ0 die dem Mittelwert aus Streckgrenze und 
Zugfestigkeit entspricht. Diese Fließgrenze wird über den empirischen Faktor 
α (constraint factor) an den entsprechenden Spannungszustand angepasst.  
Bei der Berechnung der effektiven Fließspannung ασ0 ist bei ebener Span-
nung α=1 und bei ebener Dehnung α=3. Das zusätzliche Materialvolumen, 
das die Rissschließung hervorruft, kann bei ebener Spannung von der Pro-
benoberfläche in den Risspfad fließen (Marci und Packman 1980). Für den 
Fall der ebenen Dehnung ist die Herkunft des zusätzlichen Materialvolumens 
schwieriger zu klären. Es gibt Annahmen, dass die Rissschließung nur bei 
ebener Spannung, also in der Nähe der Probenoberfläche stattfindet (Lindley 
und Richards 1974). Andere Arbeiten berichten hingegen von Rissschließung 
bei ebener Dehnung (Darwicke und Grandt 1990, Pippan et al. 1994, Pippan 
et al. 1996). Das zusätzliche Materialvolumen wird als plastizitätsinduzierter 
Keil angenommen, der durch die Verformung von Unebenheiten im Risspfad 
erzeugt wird. Bei ebener Spannung entsteht dieser Keil durch plastisches 
Fließen von Material von der Oberfläche in den Risspfad. Bei ebener Deh-
nung werden konvexe Anteile schmaler und höher und konkave Anteile brei-
ter und flacher, wodurch die Passung der Rissufer verloren geht und bei Be-
rühren Rissschließung hervorgerufen wird (Pippan et al. 1994). Der Keil be-
schränkt sich bei ebener Dehnung auf einen kleinen Bereich hinter der Riss-
spitze und das zusätzliche Material wird nach Pippan und Riemelmoser 
(1998), aufgrund der Versetzungsanordnung (Riemelmoser und Pippan 
1997) in den plastisch verformten Bereichen, in den Risspfad gedreht. 
Die plastizitätsinduzierte Rissschließung kann demnach nicht zweidimensio-
nal betrachtet werden, da sich der Spannungszustand und damit das Ver-
hältnis Kop/Kmax über die Dicke der Probe kontinuierlich ändert (Chermahini et 
al. 1989, Dawicke und Grandt 1990). Die Dicke der Probe beeinflusst die 
Rissschließung und damit die Rissausbreitung. Kim und Shim (2000) zeigen, 
dass mit zunehmender Dicke der Probe die Streuung bei der Messung von 




die Messungen der Rissschließbelastung mit lokalen Dehnmessstreifen ent-
lang des Risspfads im Vergleich mit der Rissschließbelastung gemessen mit 
einem Dehnmessstreifen an der Rückseite der Probe, dass die Messung an 
der Oberfläche die Rissschließung aufgrund des ebenen Spannungszu-
stands überschätzt (Yamada und Newman 2009). Matos und Nowell (2009) 
kommen durch vergleichbare Messungen in der Aluminiumlegierung 6082 zu 
derselben Einschätzung. Zusätzlich wird zur Messung der lokalen Dehnun-
gen an der Oberfläche die Methode des digitalen Bildvergleichs DIC (digital 
Image correlation method) verwendet. Bei dieser Methode werden Bilder des 
Risspfads während der Belastungszyklen aufgenommen und durch die Be-
wegung markanter Punkte werden die Rissöffnungsverschiebungen be-
stimmt. Lopez-Crespo et al. (2009) verwenden diese Methode zur Bestim-
mung der Rissschließung unter mehrachsiger Belastung.  
Die Messung der Rissschließung an der Probenoberfläche führt aufgrund 
des ebenen Spannungszustands nur bei sehr dünnen Proben zu richtigen 
Ergebnissen, für dicke Proben wird die Rissschließung überschätzt. Aus die-
sem Grund schlussfolgern Matos und Nowell (2009), dass die Messung über 
einen Dehnmessstreifen an der Rückseite der Probe die besten Ergebnisse 
liefert, wenn die „effektive“ Rissschließung zur Bestimmung der Rissausbrei-
tungsgeschwindigkeit bestimmt werden soll. 
Um die dreidimensionale Verformung des Risspfads zu beschreiben eignen 
sich Finite Element Methoden (FEM) (Dawicke und Grandt 1990, Chermahini 
et al. 1989, Singh et al 2006, Alizadeh et al. 2007). Gonzalez-Herrera und 
Zapatero (2008) modellieren die plastische Zone und die Anteile an plastizi-
tätsinduzierter Rissschließung über die Probendicke entlang der Rissspitze. 
Die Berechnungen zeigen, dass die Höhe der Rissschließung von einer dün-
nen Schicht (<1 mm) an der Probenoberfläche bestimmt wird. Bei FEM Be-
rechnungen treten jedoch auch Schwierigkeiten auf, die ermittelte Riss-
schließung ist abhängig von der Größe der gewählten Elemente der Vernet-
zung an der Rissspitze (McClung 1991b, Jiang et al. 2005) sowie den zur 
Berechnung verwendeten Materialgesetzen (Jiang et al. 2005, Ellyin und 
Ozah 2007, Rodrigues und Antones 2009). Singh et al. 2008 beschreiben 




Artefakte, die bei der Modellierung von PIRS bei ebener Dehnung auftreten 
und die Berechnung verfälschen. 
In weiteren Modifizierungen des Dugdale Modells wird der Effekt der Kaltver-
festigung des Werkstoffs vor der Rissspitze berücksichtigt (Chang und Guo 
1999, Neimitz 2004) oder es werden Lastfälle behandelt, in denen die Last 
nicht ausschließlich senkrecht zur Rissebene angreift (Lu und Chow 1990). 
Der Einfluss der Streckgrenze des Materials auf die Rissschließung wird un-
terschiedlich diskutiert. In einigen Arbeiten wird beschrieben, dass die Riss-
schließung von der Streckgrenze abhängt (Sehitoglu et al. 1996, Pippan et 
al. 1996b) und bei höherer Streckgrenze die Verformungen vor der Rissspit-
ze kleiner und damit die Rissschließung geringer (Putatunda 1988, Singh 
und Banerjee 1989) ist. Andere Arbeiten berichten davon, dass die Riss-
schließung unter ebener Dehnung unabhängig von der Streckgrenze oder 
dem Verfestigungsvermögen des Werkstoffs ist (LLorca and Gálvez 1990, 
McClung und Sehitoglu 1989, 1989a, Fleck 1986). 
Ein weiterer Einflussfaktor auf die PIRS ist das Umgebungsmedium. Gupta 
und Agnew (2008) vermessen die plastische Zone in der Aluminiumlegierung 
2024 mit Hilfe von electron backscatter diffraction (EBSD). In Abhängigkeit 
des Umgebungsmediums ergibt sich eine unterschiedliche Größe der plasti-
schen Zone, im Vakuum ist sie größer als an Luft.  
Die plastizitätsinduzierte Rissschließung hat einen Einfluss auf die Ermittlung 
der Rissausbreitungskurve. Hohe Spannungsintensitäten führen zu einer 
großen plastischen Zone vor der Rissspitze und damit zu größerer bleiben-
der Verformung der Rissufer, wodurch sich eine hohe Rissschließbelastung 
ergibt. Da bei Rissausbreitung mit steigender Spannungsintensität die plasti-
sche Verformung des Risspfads kurz hinter der Rissspitze immer am größten 
ist, hat die plastische Verformung weiter hinten im Risspfad keinen Einfluss 
auf die aktuelle Rissschließbelastung. Bei schrittweiser Lastabsenkung 
nimmt die plastische Verformung entlang des Risspfads zur Rissspitze hin-
gegen ab. Dadurch kann bei großen Lastabsenkungen die plastische Ver-
formung der hohen Belastung die Rissschließung im Risspfad hervorrufen 
und der Riss schließt hinter der Rissspitze (James und Knott 1985, Hertzberg 
et al. 1988). Davidson (1988) beschreibt, dass die Rissschließung in einem 




diesem Fall ist die Rissschließbelastung höher und damit die Rissausbrei-
tung langsamer als bei gleichem ∆K bei ansteigender Belastung. Um diesen 
Einfluss der Belastungsgeschichte (load history Effekt) zu vermeiden wird für 
Messungen bei Lastabsenkungen (load shedding) ein K-Gradient (Gl. 2.4.) 
angegeben bzw. vorgeschrieben, um vor allem bei der Ermittlung des 
Schwellwerts ∆Kth reproduzierbare Ergebnisse zu erhalten (ASTM E 647, 























Der Einfluss der Belastungsgeschichte kann vor allem bei der Bestimmung 
des Schwellwertes der Rissausbreitung ∆Kth das Ergebnis stark beeinflus-
sen. 
 
2.2.3 Rauigkeitsinduzierte Rissschließung (RIRS) 
Rauigkeitsinduzierte Rissschließung tritt vor allem bei kleinen Schwingbreiten 
der Spannungsintensität ∆K auf, wenn sich der Riss kristallographisch orien-
tiert ausbreitet. Versetzungen gleiten auf definierten Kristallebenen vor der 
Rissspitze und bilden Gleitbänder aus. Erfolgt Rissausbreitung entlang dieser 
Gleitbänder entsteht an der Rissspitze zusätzlich zu der Mode I Komponente 
eine Mode II Schubkomponente (Bilby et al 1977, Cotterell und Rice 1979), 
wodurch die Rissufer gegeneinander verschoben werden. Irreversible Anteile 
dieser Verschiebung führen zu einer Fehlpassung und damit zu vorzeitigem 
Kontakt der Rissufer (Nowack et al 1979, Halliday und Beevers 1981, Suresh 
und Ritchie 1982, Suresh et al. 1981, Minakawa und McEvily 1981). Riss-
schließung tritt auf, wenn die Rissöffnungsverschiebungen in der Größen-
ordnung der Höhe der Rauigkeiten sind (Walker und Beevers 1979).  
Bei kristallografischer Rissausbreitung wird die Form und Rauigkeit der 
Bruchflächen durch das Gefüge bestimmt und somit ist auch die rauigkeitsin-
duzierte Rissschließung gefügeabhängig. In groben Gefügen behält der Riss 
durch die größere Gleitlänge der Versetzungen die Auslenkungsrichtung län-




bei gleichem Auslenkungswinkel die größere Rauigkeit der Bruchflächen und 
die Rissschließung ist größer als bei feineren Gefügen (Gray et al 1983, Car-
ter et al 1984, Zaiken und Ritchie 1985). In einer (α-β)-Titanlegierung wurden 
von Saxena und Radhakrishnan (1998) Untersuchungen an Proben mit 
Widmanstättenstruktur durchgeführt, durch das grobe Gefüge entstanden 
sehr raue Bruchflächen, was zu hoher Rissschließung führte. In der gleichen 
Legierung führte ein duplex Gefüge zu geringerer Rauigkeit und somit zu 
niedrigerer Rissschließung. In Untersuchungen von Müller und Burghardt 
(2002) wird dieser Zusammenhang an groblamellaren Gefügen mit unter-
schiedlichen Lamellenpaketbreiten gefunden. In der Legierung TIMETAL 
1100 mit lamellarem Gefüge steigt die rauigkeitsinduzierte Rissschließung 
bei gleichem ∆K mit Zunahme der Lamellenpaketbreite an (Müller und 
Burghardt 2003, 2004). 
Ein geometrisches Modell zur quantitativen Beschreibung der rauigkeitsindu-
zierten Rissschließung wurde von Suresh und Ritchie (Suresh und Ritchie 
1982, Suresh 1985) entwickelt. In diesem Modell wird die Rissschließung als 
zweidimensionales Problem behandelt und das Rissprofil vereinfacht als 










a) Kmax                                                 b) Kop 
Abbildung 2.5:Schematische Darstellung des komplett geöffneten Risspfads a) und zum 
Zeitpunkt der ersten Berührung der Rissufer b) nach Suresh und Ritchie 
(1982) 
 
Die Spannungsintensität Kcl ist eine Funktion der Rauigkeit des Risspfads, 















mit γ=h/w (Höhe h und Breite w der Zacken) als Maß für die Rauigkeit und χ 
als Verhältnis von uI (bleibende Verschiebung in Richtung I) zu uII (bleibende 
Verschiebung in Richtung II) beschrieben werden. LLorca (1990, 1992) be-
schreibt den Winkel θ, um den der Riss ausgelenkt wird als bestimmende 











Wasén und Karlsson (1990) sehen in dem von Suresh et al. vorgestellten 
Modell eine zu starke Vereinfachung. In diesem Modell ist weder das Gefüge 
berücksichtigt, noch ermöglicht es die vereinfachte Darstellung des Riss-
pfads, einen messbaren Zusammenhang zu einer realen Bruchfläche herzu-
stellen. Aufgrund der statistischen Natur der Rissausbreitung wird die Stan-
dardabweichung der Höhenverteilung SH als messbare Größe für die Rauig-
keit des Risspfades eingeführt. Der Risspfad kann über eine Reihe von Li-
nienelementen der mittleren Länge l  und der Standardabweichung der Win-
kel dieser Elemente zueinander Sθ beschrieben werden. Durch experimentel-
le Untersuchungen und Monte Carlo Simulationen konnte die Abhängigkeit 
für SH von Sθ und l  durch den Zusammenhang  
 
θ⋅⋅= sinl05,3SH  (2.7) 
 
beschrieben werden (Wasén et al. 1988, Wasén et al. 1998). In ferritischen 
Stählen konnte darüber hinaus ein Zusammenhang zwischen der Korngröße 
und SH, sowie eine Proportionalität zwischen SH  und Kcl festgestellt und ein 
empirischer Zusammenhang (Gleichung 2.8) ermittelt werden (Wasén und 






Hcl SE0057,0K ⋅⋅=  (2.8) 
 
Im Gegensatz zum Modell von Suresh wird bei Wasén die Höhenverteilung 
des Risspfads und dadurch die Gleitlängen beziehungsweise das Gefüge 
berücksichtigt, nicht aber die Belastung. Wang und Müller (1998) entwickel-
ten ein Modell, bei dem sowohl die Belastung als auch die Standardabwei-
chung der Winkelverteilung Sθ und die Standardabweichung der Höhenver-














mit dem Fitparameter η, der Querkontraktionszahl ν und der Dehngrenze 
Rp0,2. Das Modell wurde von Wang und Müller (1998, 1999) und Müller und 
Burghardt (2002, 2003) erfolgreich an unterschiedlichen Gefügen angewen-
det.  
Kim (2001) und Parry et al. (2000) beschreiben die Beeinflussung der rauig-
keitsinduzierten Rissschließung durch plastische Verformungen auf den Un-
ebenheiten des Risspfads und Pippan et al. (2004) begründen die starke Ab-
hängigkeit der Rissausbreitung von der Korngröße nahe am Schwellwert mit 
rauigkeitsinduzierter Rissschließung hervorgerufen durch unsymmetrische 
Verformung der Rissufer. 
Im Gegensatz zu plastizitätsinduzierter Rissschließung konnte für rauigkeits-
induzierte Rissschließung nachgewiesen werden, daß die Belastungsge-
schichte keinen Einfluss auf das Rissausbreitungsverhalten hat. Wang 
(1997) und Burghardt (2002) zeigen in Titanlegierungen, dass in homogenen 
Gefügen bei rauigkeitsinduzierter Rissschließung die Rauigkeitsparameter 
SH und Sθ mit steigendem ∆K konstant bleiben und somit keine Beeinflus-





2.2.4 Bedeutung der Rissschließung 
Die Rissschließung hat nachgewiesenermaßen einen starken Einfluss auf die 
Rissausbreitung. Das von Elber (1971) entwickelte Konzept der effektiven 
Spannungsintensität wurde lange verwendet, um unterschiedliche Phänome-
ne der Rissausbreitung zu erklären. Es wurde angenommen, dass die Riss-
schließung die Ursache des Unterschieds im Rissausbreitungsverhalten zwi-
schen kurzen und langen Rissen ist (Liaw and Logdson 1985, Journet et al 
1989, Ritchie et al. 1987, Sharpe und Su 1988).  
Die größte Bedeutung des Rissschließkonzepts liegt bei der Beschreibung 
des Einflusses des R-Wertes auf die Rissausbreitung. Bei vielen Werkstoffen 
wird bei niedrigen R-Werten eine geringere Rissausbreitungsgeschwindigkeit 
als bei höheren R-Werten bei gleichem ∆K gemessen (Gan und Weertman 
1981, Ritchie 1987, Hicks et al. 1983, Robertson 1994), was auf die Abnah-
me der Rissschließung mit steigendem R-Wert zurückgeführt wird (Schijve 
1981, Hicks et al 1983, Foroughi and Randon 1990, Choi 1995). Wird die 
Rissausbreitungsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von ∆Keff beschrieben, 
ergibt sich häufig eine Übereinstimmung der Rissausbreitungskurven bei un-
terschiedlichen R-Werten.  
Newman (1984, 1995) beschreibt ein Modell zur Berechnung der plastizitäts-
induzierten Rissschließung auf Basis des empirischen Faktors α (constraint 
factor) zur Berücksichtigung des Spannungszustands und wendet dieses 
Modell auf unterschiedliche Rissausbreitungsphänomene wie das Ausbrei-
tungsverhalten kurzer Risse und die Rissausbreitung nach einzelnen Überla-
sten sowie auf das Rissausbreitungsverhalten in unterschiedlichen Werkstof-
fen (Newman 1996 und Newman et al. 2004) an. 
Seit einigen Jahren gibt es Arbeiten, die dieses Konzept kritisch betrachten 
(Meggiolario und de Castro 2003). Vaseduvan et al. (1992, 1994) und Louat 
et al. (1993) beschreiben, dass der Einfluss der Rissschließung bei ebener 
Dehnung verschwindend gering ist und die Rissschließung nach dem Modell 
von Elber überschätzt wird. Es wird ein zweiparametriges Modell vorgeschla-
gen, in dem beschrieben wird, dass Rissausbreitung nur stattfindet, wenn ∆K 
und Kmax gleichzeitig bestimmte Schwellwerte überschreiten. Stoychev und 




wie Rissverzögerung nach einer Überlast zu beschreiben. Die Schädigung 
vor der Rissspitze setzt sich zusammen aus einer statischen Schädigung in 
Abhängigkeit von Kmax und einem dynamischen Schädigungsanteil abhängig 
von dem positiven Anteil der Spannungsintensität ∆K+. Dies führt zu der 
Formulierung einer Triebkraft für die Rissausbreitung nach Gl. 2.10 (Kujawski 
2003, 2005). 
 
( ) ( ) α−+α ∆= 1max KK*K  (2.10) 
 
Bei der Auftragung von ∆K über Kmax ergeben sich für konstante Rissausbrei-
tungsgeschwindigkeiten L-förmige Kurven (Abbildung 2.6). Die beiden 
Schenkel ergeben einen Bereich, in dem einer der beiden Parameter variiert 
werden kann, ohne dass sich die Ausbreitungsgeschwindigkeit ändert (Sa-
dananda und Vaseduvan 2004). Sadananda und Vaseduvan (2005) sowie 
Ding et al. (2005) wenden diese Methode zur Datenreduktion auf experimen-

















Eine Vielzahl von Arbeitsgruppen beschäftigt sich mit der Vorhersage der 
Rissausbreitung unter Belastung mit zufälliger bzw. variabler Belastung. 
Durch den Einfluss des Risspfads und damit der Belastungsgeschichte auf 
die Rissausbreitungsgeschwindigkeit bildet eine Vorhersage der plastischen 
Verformungen im Risspfad durch Überlasten, Unterlasten und zufällige 
Lastabfolgen dafür die Grundlage (Gonzalez-Herrera und Zapetero 2009, 
Jacobsson et al 2009). Rissverzögerungen nach Überlasten und bei Lastkol-
lektiven mit hohen und niedrigen Belastungen wurden durch das Riss-
schließkonzept beschrieben (Gan und Weertman 1983, Brog et al. 1984, Lu 
und Li 1993, Kumar 1992, Kim und Song 1994). Nach Überlasten wird eine 
Verzögerung der Rissausbreitung durch größere PIRS beobachtet (Ziegler et 
al 2008, Vor 2010, Petit und Sarrazin-Baudoux 2010), wohingegen nach Un-
terlasten eine Beschleunigung der Rissausbreitung auftreten kann (Vor 
2010).  
 
2.2.5 Wechsel im Rissausbreitungsmechanismus 
Rauigkeitsinduzierte Rissschließung tritt bei niedrigen Spannungsintensitä-
ten, meistens im Bereich des Schwellwertes auf. Bei Lastanhebung kommt 
es bei Erreichen einer bestimmten Schwingbreite der Spannungsintensität 
∆Ktr (tr=transition) zu einem Wechsel im Rissschließmechanismus hin zu 
plastizitätsinduzierter Rissschließung. Dieser Mechanismus tritt bei hohen 
Belastungen nahezu immer auf, wohingegen rauigkeitsinduzierte Rissschlie-
ßung bei kleinen Belastungen nicht immer auftritt. In der Aluminiumlegierun-
gen 7091 zeigte Davidson (1991), dass der Riss über den gesamten Be-
lastungsbereich plastizitätsinduziert schließt, wohingegen in anderen Alumi-
niumlegierungen eine Abhängigkeit des auftretenden Rissschließmechanis-
mus von Wärmebehandlungszustand und chemischer Zusammsetzung der 
Legierung gezeigt wurde (Borrego 2010). Der Wechsel im Bruchmechanis-
mus von kristallografisch orientierter zu kristallografisch nicht orientierter 
Rissausbreitung wird von der Größe der plastischen Zone bestimmt. Bei Un-
tersuchungen von Ritchie und Suresh (1982), Ravichandran et al. (1987) und 
Asaro et al. (1981) fand der Wechsel statt, wenn die monotone plastische 




standteile erreichte. Yoder et al (1979, 1984) und Irving und Beevers (1974) 
berichten von diesem Wechsel im Rissausbreitungsmechansimus, wenn die 
zyklische plastische Zonengröße die entsprechenden Gefügeabmessungen 
erreicht. Wang und Müller (1998c) und Ravichandran et al (1989, 1990, 
1990) beobachteten den Wechsel sowohl in Abhängigkeit der monotonen als 
auch der zyklischen plastischen Zone in unterschiedlichen Gefügen. Yoder et 
al (1976, 1977, 1978, 1984) untersuchten in diesem Zusammenhang Titanle-
gierungen mit Widmanstättenstruktur. In allen Fällen wurde der Wechsel er-
reicht, wenn die Größe der zyklischen plastischen Zone die Abmessungen 
der Widmanstättenpakete erreichte. Bei ähnlichen Untersuchungen von Ra-
vichandran und Dwarakasada (1989) wurden grob- und feinlamellare Gefüge 
untersucht. Die Lage des Übergangs in groblamellaren Gefügen wurde durch 
die Größe der zyklischen plastischen Zone hervorgerufen (bei Erreichen der 
α-Lamellenbreite) in fein lamellaren Gefügen hingegen von der Größe der 
monotonen plastischen Zone (bei Erreichen der Lamellenpaketgröße). Wan-
hill et al. (1989) untersuchten ein α+β Duplexgefüge mit globularen α-
Körnern neben Lamellenpaketen mit Widmanstättenstruktur. Die Größe der 
α-Körner entsprach in etwa der Größe der Lamellenpakete. Sobald die mo-
notone plastische Zone diese Abmessungen erreichte, trat der Mechanis-
menwechsel auf.  
 
2.2.6 Rissschließung in Gradientengefügen 
In homogenen Gefügen ist die Rissausbreitungsgeschwindigkeit eine Funkti-
on der Belastung. In Gradientengefügen wird das Rissausbreitungsverhalten 
zusätzlich von dem jeweiligen Gefüge, das lokal an der Rissspitze vorliegt 
und damit von der Risslänge beeinflusst (Erdogan 1995a).  
Da in Gradientengefügen die Spannungsintensität von dem lokalen E-Modul 
abhängt (Fett und Munz 1997, Fett et al. 2000) ist diese in Werkstoffen mit 
sich stark änderndem E-Modul nicht nur von der Risslänge abhängig, son-
dern zusätzlich von dem lokalen E-Modul vor der Rissspitze. Dies trifft zum 
Beispiel auf Übergänge von Metall zu Keramik zu (Bleeck et al 1997, 1998). 
Bei der Berechnung von Spannungsintensitätsfaktoren von Rissen in Gradi-




Wu 1997) stellte sich heraus, dass die Spannungsintensität in Gradienten-
werkstoffen höher als in homogenen Werkstoffen ist, wenn der E-Modul mit 
der Risslänge ansteigt und niedriger wenn der E-Modul absinkt (Erdogan 
1995b). Ändert sich der E-Modul über das Gradientengefüge nur gering oder 
gar nicht, können die Spannungsintensitäten wie in homogenen Gefügen 
berechnet werden. 
Siber (1999) stellte in der Legierung Al-7475 durch gerichtete Erstarrung ei-
nen Konzentrationsgradienten ein, der durch Aushärtung einen Härtegradien-
ten ergab, bei dem das Gefüge mit hoher Cu-Konzentration eine um Faktor 5 
größere Härte als das Gefüge mit niedrigerer Cu-Konzentration hatte. Bei der 
Ermüdungsrissausbreitung mit konstanter Schwingbreite der Spannungsin-
tensität in diesem Härtegradient stieg die Rissschließung mit abnehmender 
Härte an. Die damit verbundene Verringerung der effektiven Schwingbreite 
der Spannungsintensität führt zu einer kleineren Rissausbreitungsgeschwin-
digkeit in dem Gefüge mit geringerer Härte.  
Berg et al (1997) stellt in der Titanlegierung TIMETAL 1100 einen Gradienten 
in der Größe der Lamellenpaketgröße durch thermomechanische Behand-
lung ein. Bei der Ermüdung dieses Gradienten ergibt sich eine Rissverlänge-
rungskurve, die zwischen den Rissverlängerungskurven der homogenen Ge-
füge liegt. An der gleichen Legierung stellen Müller und Burghardt (2002) 
Gradienten in groblamellaren Gefügen durch eine Kombination aus Verfor-
mungsgradient hervorgerufen durch das Walzen eines Doppelkeils und Glü-
hung in einem Temperaturgradienten her. Auf Basis dieser Untersuchungen 
wurden zwei Verfahren entwickelt, mit denen die Rissausbreitungskurven für 
Gradientengefüge vorhergesagt werden können. Die Grundlagen bilden im 
ersten Verfahren die Daten aus Ermüdungsexperimenten des Gradientenge-
füges bei zwei unterschiedlichen, konstanten Schwingbreiten der Span-
nungsintensität und im zweiten Verfahren die Rissausbreitungskurven zweier 
unterschiedlicher homogener Gefüge sowie die quantitative Auswertung der 
jeweiligen Gefüge (Burghardt 2002).  
Heidemann et al. (2004) stellen Rissausbreitungskurven eines Gradienten in 
einer Titanlegierung mit einem Übergang von duplex zu feinlamellarem Ge-
füge vor. Der Gradient wurde eingestellt, indem eine Probe mit globularem 




und kontrolliert wieder abgekühlt wurde. Die Rissausbreitung durch diesen 
Gradienten zeigt einen kontinuierlichen Übergang der Rissausbreitungskurve 
von der Rissausbreitungskurve des einen homogenen Gefüges auf die Kurve 
des anderen homogenen Gefüges. Dieser Übergang findet bei einer Rissver-
längerung von etwa 4 mm statt, obwohl die Länge des Gefügegradienten mit 
nur etwa 500 µm angegeben ist. Dieser Effekt wird auf die Geometrie der 
Rissfront zurückgeführt. Die Bruchflächen zeigen, dass die Rissfront bei Er-
reichen des lamellaren Gefüges aus dem duplex Gefüge nur langsam rauer 
wird, bis die Rauigkeit des lamellaren Gefüges erreicht ist. Bei umgekehrter 
Rissausbreitungsrichtung ist der Effekt der gleiche, die Bruchfläche geht nur 
langsam von der rauen Bruchfläche des lamellaren Gefüges in die weniger 
raue Bruchfläche des duplex Gefüges über. Die Richtung der Ausbreitung 
durch den Gradienten hat dabei keinen Einfluss auf den Kurvenverlauf. 
 
Motivation 
 In früheren Arbeiten wurde die Rissausbreitung in flachen Gradienten, bei 
denen sich die Eigenschaften in Abhängigkeit des Ortes nur wenig ändern 
(Siber 1999, Berg et al. 1997 und Müller und Burghardt 2002), oder die Riss-
ausbreitung in Verbundwerkstoffen mit unendlich steilem Gradienten (Bleeck 
et al 1997, 1998) untersucht. Ziel dieser Arbeit ist es durch geeignete Werk-
stoffauswahl und Gefügeeinstellung Eigenschaftsgradienten einzustellen, die 
eine Richtungsabhängigkeit im Rissausbreitungsverhalten hervorrufen. Es 
werden Gefüge mit steilen Gradienten erzeugt und das Rissausbreitungsver-
halten in Abhängigkeit der Ausbreitungsrichtung untersucht. 
Dabei werden zwei unterschiedliche Ansätze verfolgt: 
1. Einstellung eines Verformungsgradienten in einer Aluminiumlegierung, 
um den Einfluss der Belastungsgeschichte bei plastizitätsinduzierter 
Rissschließung und einer Rissausbreitung mit konstantem ∆K auszu-
nutzen  
2. Einstellung eines scharfen Gefügegradienten bzw. Gefügeübergangs, 
um einen Wechsel im Rissausbreitungs- und damit im Rissschließver-
halten bei konstanter Belastung hervorzurufen. Bei dem Wechsel im 




grund des load history Effektes in PIRS Richtungsabhängigkeit erwar-
tet 
Der Verformungsgradient wird in der Aluminiumlegierung 7050 im überalter-
ten Zustand erzeugt, da in dieser Legierung fast über den gesamten Be-
lastungsbereich plastizitätsinduzierte Rissschließung vorherrscht. Die Gefü-
geübergänge werden in der Titanlegierung Ti-6Al-4V eingestellt, da in dieser 
Legierung durch thermomechanische Behandlung eine Vielfalt an Gefüge-






3.1 Aluminiumlegierung 7050 
3.1.1 Ermittlung der maximalen Lösungsglühtemperatur 
Die Legierung Al7050 mit der in Tabelle 3.1 dargestellten Zusammensetzung 
lag als Walzplatte mit den Abmessungen 500 mm x 200 mm x 30 mm in ma-
ximal ausgehärtetem Zustand vor. Um einen definierten überalterten Zustand 
einzustellen wurden die Proben nach einer Lösungsglühung maximal ausge-
härtet und anschließend stark überaltert. 
Tabelle 3.1: Chemische Zusammensetzung der Aluminiumlegierung EN AW 7050 
Element Si Fe Cu Mn Mg Cr Zn Ti Zr Al 










Nach Blümke (2001) ist für die Aluminiumlegierung 7050 zum Lösungsglühen 
eine Temperatur von 480°C für die Dauer von 60 min vorgesehen. Diese 
Temperatur führte jedoch zu Aufschmelzungen an den Korngrenzen, die 
durch Seigerungen in Verbindung mit der hohen Temperatur entstanden 
sind. Um dies zu vermeiden wurde geprüft, ob bei der Verwendung einer 
niedrigeren Temperatur zum Lösungsglühen die mechanischen Eigenschaf-
ten beeinträchtigt werden. Hierfür wurde in einer Versuchsreihe die Härte des 
Werkstoffs in Abhängigkeit der Lösungsglühtemperatur bestimmt. Im An-
schluss an das Lösungsglühen wurden die Proben 24 h bei 120 °C maximal 
ausgehärtet und 80 h bei einer Temperatur von 190 °C überaltert. Die Härte 
wurde im lösungsgeglühten und im überalterten Zustand gemessen, die Er-
gebnisse sind in Abbildung 3.1 dargestellt. Die Härte der ausgelagerten Pro-
be nimmt bei zunehmender Lösungsglühtemperatur ab einer Glühtemperatur 
von 460 °C nicht weiter zu. Daher wurde die Wärmebehandlung zum Lö-


























 nach dem Lösungsglühen        nach dem Auslagern
 
Abbildung 3.1 Härte HV1 in Abhängigkeit von der Wärmebehandlung 
 
3.1.2 Wärmebehandlung und Probenherstellung 
Zur Einstellung eines stark überalterten Gefügezustands (T7) wurden die 
Rohlinge bei der ermittelten Temperatur von 460°C lösungsgeglüht, 24 h bei 
120 °C maximal ausgehärtet und anschließend bei 190 °C 70 h überaltert. 
Die Rohlinge wurden anschließend an der Technischen Universität Clausthal 
kalt gewalzt. Dabei wurden drei unterschiedliche, homogene Umformgrade 
(ϕ1=-0,24; ϕ2=-0,44 ϕ3=-0,65) aus Rohlingen unterschiedlicher Dicke erzeugt. 
Zur Erzeugung eines Umformgradienten wurde  ein keilförmiger Rohling, wie 
in Abbildung 3.2 dargestellt, gewalzt. 
An den unterschiedlichen Gefügezuständen wurde die Härte nach Vickers 
gemessen. In den homogen verformten Proben wurden 20 Messwerte auf-
genommen und gemittelt. In den Proben mit Gefügegradient wurden drei 
Härteverläufe mit einem Abstand von 0,5 mm zwischen den einzelnen Ein-




Abbildung 3.2: Schematische Darstellung der Formänderung beim Walzen 
 
3.1.3 Zugversuche 
Es wurden Messungen an Rund- und Flachzugproben aus den homogenen 
Verformungszuständen sowie an Flachzugproben aus dem Verformungsgra-
dient im einachsigen quasistatischen Zugversuch durchgeführt. Die Rund-
zugproben wurden mit einem L0=20 mm und d0=4 mm und die Flachzugpro-
ben mit einer Dicke d=1 mm und einer Breite b=4 mm sowie einer Messlänge 
L0=20 mm gefertigt. Zur Charakterisierung des Verformungsgradienten wur-
den die Flachzugproben senkrecht zum Gradienten entnommen, sodass der 
Gradient innerhalb der Probe möglichst klein war, siehe Abbildung 3.3. Aus 
fertigungstechnischen Gründen konnten die Proben mit einem minimalen 
Abstand von 2 mm zueinander entnommen werden, wodurch vier Proben 
aus dem Gradientenbereich und die anderen aus dem unverformten Material 
vor dem Gradienten bzw. aus dem Bereich homogener Verformung nach 
dem Gradienten stammen. Aus unverformten Material wurden CT Proben mit 
W=40 mm und B=10 mm hergestellt und an einer servohydraulischen Prüf-
maschine die Ermüdungsrissausbreitung und die Rissschließung gemessen. 























3.2a: Abmessungen des Rohlings vor dem 
Walzen 
3.2b: Abmessungen des Verformungsgrads 




unverformt Umformgradient max. verformt
Flachzugproben
 




3.2 Titanlegierung Ti-6Al-4V 
3.2.1 Probenherstellung und Wärmebehandlung 
Ausgangsmaterial für die Untersuchungen war die (α+β)-Titanlegierung Ti-
6Al-4V mit der chemischen Zusammensetzung gemäß Tabelle 3.2. Die Le-
gierung stand als geschmiedete Barren der Abmessungen 60x60x500 mm 
zur Verfügung. Von den Barren wurden Blöcke mit einer Dicke von 40 mm 
abgetrennt und plan gefräst. Diese Rohlinge wurden bei 1050 °C für 20 min 
lösungsgeglüht und in Eiswasser abgeschreckt. Bei 960 °C wurden die Roh-
linge in sieben Stichen und einem Richtstich einsinnig von 40 mm auf 11 mm 
Dicke mit einem Gesamtumformgrad von φ=-1,3 gewalzt. Nach jedem Walz-
stich wurden die Walzplatten wieder auf die Walztemperatur von 960 °C er-
wärmt. Das Walzen wurde am Institut für Werkstoffkunde der Technischen 
Universität Clausthal durchgeführt.  
Tabelle 3.2: Zusammensetzung der Legierung Ti-6Al-4V nach Herstellerangaben 
Element Al V C Fe O N H Y Ti 
Gew.-% 6,3 4,2 0,006 0,19 0,182 0,01 0,003 <0,005 Rest 
 
Durch anschließende Wärmebehandlungen in einem Temperaturgradienten 
wurden zwei unterschiedliche Gefügeübergänge eingestellt: zum einen ein 
Übergang von groblamellarem (CL) zu globularem (EQ) Gefüge und zum 
anderen von feinlamellarem (FL) zu duplex (DP) Gefüge. Für die Gefügebe-
standteile der Gradientenproben wurden Referenzproben mit homogenem 
Gefüge hergestellt. Um die Referenzproben mit den Gefügebestandteilen der 
Übergangsproben vergleichen zu können, wurden die Wärmebehandlungen 
für die Referenzproben mit Temperaturen und Haltezeiten analog der Be-
standteile der Proben mit Gefügeübergang durchgeführt. Hierfür wurde ein 
Rohrofen mit drei separat regelbaren Heizzonen verwendet. Durch die Mög-
lichkeit, die Heizzonen unterschiedlich zu steuern, kann in diesem Ofen ent-
weder eine homogene Temperatur oder ein Temperaturgradient eingestellt 
werden, wodurch sowohl die Proben mit Gradient als auch die homogenen 
Proben in diesem Ofen geglüht werden konnten. Die Wärmebehandlung zur 
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Erzeugung der unterschiedlichen Gefüge ist in Abschnitt 4.2 im Detail be-




Zur Charakterisierung der Gefüge wurden von allen Walzplatten metallografi-
sche Schliffe angefertigt. Hierzu wurden Proben mit einer Trennschleifma-
schine abgetrennt und in Bakelit heiß eingebettet. Das Schleifen erfolgte mit 
SiC Schleifpapier verschiedener Körnung (500 bis 4000). Anschließend wur-
den die Schliffflächen mit einer oxidischen Poliersuspension (OPS) poliert. 
Das Ätzen erfolgte für 30 s mit einem Ätzmittel nach Kroll (92 Vol-% Wasser, 
6 Vol-% Salpetersäure und 2 Vol-% Flusssäure). 
An lichtmikroskopischen Aufnahmen wurden die Gefüge quantitativ ausge-
wertet. Der Volumenanteil und die Korngröße des α-Phasenanteils in EQ 
sowie des primär-α Anteils in DP wurden mittels Linienanalyse über die mitt-
lere Sehnenlänge (L ) charakterisiert. In dem FL Gefüge wurde die Größe der 
ehemaligen β-Körner gemessen. In CL wurden die Lamellenbreite- (b) und 
die Lamellenpaketbreite (B), jeweils senkrecht zur Lamellenlängsachse, ge-
messen. 
An allen Proben wurden Härtemessungen nach dem Vickersverfahren mit 
einer Last von 1 kg durchgeführt. Bei den homogenen Referenzgefügen wur-
den die Eindrücke beliebig über die Probe verteilt. An den Gefügeüber-
gangsproben wurden Härteverläufe mit einem Abstand der Eindrücke von 
1 mm über den Übergang gemessen. Es wurden jeweils drei Eindrücke ver-
messen und die Werte gemittelt. 
 
3.2.3 Zugversuche und Ermittlung der Fließkurven 
Es wurden Zugversuche an Rundzugproben für alle Gefügezustände durch-
geführt. Die Zugproben aus den Übergangsgefügen wurden so entnommen, 
dass der Gefügeübergang in der Mitte der Messlänge zu liegen kam 
(Abbildung 3.4). Die Zugproben mit einer Messlänge von L0=20 mm und ei-
nem Durchmesser von d0=4 mm wurden weggesteuert mit einer spindelge-
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triebenen Universalprüfmaschine geprüft. Von dem Gefügeübergang FL-DP 
wurden zusätzlich Proben mit 75 % FL und 25 % DP Gefüge hergestellt und 
auf gleiche Weise geprüft. Für jeden Gefügezustand wurden die Ergebnisse 






Abbildung 3.4: Lage der Rundzugproben im Gefügeübergang: Oben eine Probe mit der Auf-
teilung FL zu DP mit 50:50 und unten mit der Aufteilung 75:25 
 
Die Probendurchmesser wurden vor den Zugversuchen an Bildern, die im 
Stereomikroskop aufgenommen wurden, entlang von L0 vermessen. Um eine 
Anfangsdehnrate von 14 s104,8 −−⋅=ε&  zu erreichen, wurde eine Traversenge-
schwindigkeit von vT=0,016 mm/s eingestellt. Mit einem x-t Schreiber wurden 
Kraft-Zeit Diagramme bis zum Bruch der Probe aufgenommen. Im elasti-
schen Bereich wurde mit Hilfe eines x-y-Schreibers und eines Clip-Gauges 
an der Probe gleichzeitig ein Kraft-Verlängerungsdiagramm aufgezeichnet. 
Aus den Messschrieben wurden mit Traversengeschwindigkeit, Messlänge 
und Probendurchmesser die technischen Spannungs-Dehnungsdiagramme 
erstellt und die mechanischen Kennwerte ermittelt. Aus technischer Span-
nung σt und technischer Dehnung εt wurde im Bereich bis zum Einsetzen der 
Einschnürung über Gleichungen 3.5 und 3.6 die wahre Spannung σw  und die 
wahre Dehnung εw berechnet und damit die Fließkurve erstellt. 
 
)1( ttw ε+⋅σ=σ  (3.5)
 
  





Aufgrund der unterschiedlichen Streckgrenzen der einzelnen Gefügebe-
standteile sind bis zum Erreichen der Zugfestigkeit in den unterschiedlichen 
Gefügebestandteilen auch unterschiedliche Dehnungen zu erwarten. Somit 
gibt es in den Übergangsproben keine Gleichmaßdehnung. Um die Deh-
nungsbeträge der gesamten Probe zu ermitteln und mit dem Maximum des 
Spannungs-Dehnungs-Diagramms zu vergleichen, wurden die Proben nach 
den Zugversuchen wieder zusammengesetzt und der Durchmesser d an ste-
reomikroskopischen Bildern über die Länge L vermessen und mit Gleichung 
3.7 die entsprechende Dehnung berechnet. 
Mit dem an der Bruchstelle ermittelten Durchmesser dB ergibt sich auf die-






ln2=ε  (3.7) 
 
3.2.4 Ermüdungsrissausbreitung und Rissschließung 
Die Messung der Ermüdungsrissausbreitung wurde an Compact Tension CT-
Proben durchgeführt. CT-Proben sind Normproben, bei denen die Länge in 
Rissausbreitungsrichtung W von Lastangriffspunkt bis zum Probenende an-
gegeben wird (Abbildung 3.5 a). Alle anderen Abmessungen der Proben 
werden nach ASTM E 647 aus W berechnet. Es wurden CT-Proben mit 
W=30 mm und B=10 mm gefertigt und die Oberflächen geschliffen und po-
liert, damit der Riss während der Messungen beobachtet werden konnte. Die 
Übergangsproben wurden so aus den wärmebehandelten Rohlingen ent-
nommen, dass der Gefügeübergang etwa in der Mitte der Probe, bei 
W=15 mm zum Liegen kam und auf diese Weise Proben mit unterschiedli-
cher Rissausbreitungsrichtung gefertigt werden konnten (siehe Abbildung 3.5 
b+c mit Übergang CL-EQ). Aufgrund der Ergebnisse der Gefügeanalyse 
(siehe Abschnitt 4.2) und der Zugversuche (siehe Abschnitt 5.2) wurden Er-
müdungsversuche nur an Proben mit dem Übergang CL-EQ durchgeführt. 
Die Belastung wurde an einer servohydraulischen Prüfmaschine kraftgesteu-
ert bei einem Spannungsverhältnis R=0,1 und einer Sinusschwingung mit 
einer Frequenz von 30 Hz aufgebracht. Zur Bestimmung der Risslänge ist an 
3 Versuchsdurchführung 
33 
der Prüfmaschine vor der Probe ein Mikroskop angebracht, das mit einer Mi-
krometerschraube verfahrbar ist („Travelling Microscope“). Vor der Messung 















Abbildung 3.5: Probengeometrie und Lage der Gefügeübergänge in den CT-Proben 
 
Danach wurde ∆K schrittweise auf den Wert abgesenkt, bei dem die Riss-
ausbreitungsmessung gestartet werden sollte (load shedding). 
Zum Einbringen des Risses und zur Durchführung des load-shedding Pro-
zesses wurde ∆K vorgegeben und die benötigte Lastamplitude ∆F mit der 
Risslänge a und dem entsprechenden Geometriefaktor Y berechnet. Bei den 
homogenen Referenzproben wurde bei Erreichen einer Rissausbreitungsge-
schwindigkeit im Bereich des Schwellwertes die Lastamplitude ∆F konstant 
gehalten wodurch ∆K allein durch die Zunahme der Risslänge a ansteigt.  
Bei jeder Rissverlängerung von ca. 0,2 mm an der Oberfläche wurde die 
Risslänge an beiden Seiten der Probe gemessen und die benötigte Last-
spielzahl aufgenommen. 
Nach jeder Messung wurden aus ∆F und a die Spannungsintensität ∆K sowie 
aus der Zunahme der Risslänge ∆a und der Anzahl der Lastwechsel N die 
Rissausbreitungsgeschwindigkeit zur Erstellung der da/dN-∆K Kurven be-
rechnet. An den homogenen Referenzproben wurden Ermüdungsrissausbrei-
tung und Rissschließung mit konstanter Kraftamplitude bei Schwingbreiten 
der Spannungsintensität von ∆K=6 MPam1/2 bis ∆K=38,5 MPam1/2 für CL 
bzw. bis ∆K=26,1 MPam1/2 für EQ gemessen. Die Messungen an den Proben 
mit Gefügeübergang wurden bei konstantem ∆K=13 MPam1/2 durchgeführt. 
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Nach einer Rissausbreitung von ca. 0,2 mm wurde die Rissausbreitung un-
terbrochen und ∆F korrigiert, damit ∆K trotz steigender Risslänge nähe-
rungsweise konstant blieb. 
Die Messung der Rissschließung erfolgte durch die Compliance Methode. 
Über einen Dehnmessstreifen an der Rückseite der Probe und zusätzlich 
über einen Clip-Gauge an der Stirnseite wurden die Rissöffnungsverschie-
bungen (COD: crack opening displacement) gemessen. Mit Hilfe eines x-y 
Schreibers wurden aus COD und den entsprechenden Kräften Kraft-
Rissöffnungsschriebe aufgezeichnet. Hierfür wurde die Frequenz auf 0,3 Hz 
reduziert. Die so aufgezeichneten Messschriebe zeigen im oberen Teil einen 
linearen Verlauf, dessen Steigung der Steifigkeit der Probe bei vollständig 
geöffnetem Riss entspricht (Abbildung 3.6). Beginnt sich der Riss zu schlie-
ßen, steigt die Steifigkeit und damit die Steigung im unteren Teil der Kurve 
an. Mithilfe eines Differenzenverstärkers wurde durch ein modifiziertes COD 
Signal die x-Komponente des oberen linearen Teils der Kurve auf null gere-
gelt. Dadurch konnte am x-y-Schreiber die x-Komponente und somit die Ab-
weichung von der Gerade verstärkt werden, wodurch die Rissschließung ge-
nauer ermittelt werden konnte. Durch Anlegen einer Tangente an den senk-
rechten Bereich kann somit der Punkt genauer ermittelt werden, an dem sich 
die Steigung der Kurve und damit die Steifigkeit der Probe ändert. Dieser 
Punkt, an dem die Kurve die Tangente verlässt, entspricht der Rissöffnungs-
last Fop. Diese kann entweder über Gleichung 2.1 oder über die Längenver-
hältnisse des Messschriebs in Verbindung mit absoluten K-Werten in Kop 
umgerechnet werden. Für jede Rissschließmessung wurden 5 Kraft- Rissöff-




















Abbildung 3.6: Kraft über COD (Rissöffnungsverschiebung) zur Bestimmung von Kop 
 
3.2.5 Lastabsenkungen 
Um den Einfluss einer Lastabsenkung auf die Rissschließung zu ermitteln, 
wurde an den Ermüdungsproben für jeden Gefügezustand Entlastungsexpe-
rimente durchgeführt. Hierfür wurde nach jeder dritten Messung der Riss-
schließung die Last abgesenkt, sodass das neue Maximum der Spannungs-
intensität K*max deutlich niedriger lag als das ursprüngliche Maximum Kmax.  
Durch diese abgesenkte Last ändert sich die Höhe der Rissschließbelastung. 
Um das neue K*op bestimmen zu können, musste K*max so gewählt werden, 
dass K*op  innerhalb der neuen Schwingbreite der Spannungsintensität liegt, 
auch wenn durch load history Effekte Kop  nicht oder nur geringfügig absinkt. 
Daher wurde das ursprüngliche Kop mit einem Faktor 1,3 multipliziert, um 
K*max festzulegen, Abbildung 3.7. Dies gewährleistet, dass immer mindestens 
30 % der neuen K-Schwingung, oberhalb von K*op liegen und somit die Riss-
schließbelastung zuverlässig gemessen werden kann. 
Der R-Wert von R=0,1 wurde bei den Entlastungen konstant gehalten und 
die Rissschließmessung bei 0,3 Hz durchgeführt. Durch eine weitere Riss-
schließmessung bei dem ursprünglichen ∆K wurde überprüft, ob die Entla-






Abbildung 3.7: Schematische Darstellung der Lastabsenkung zur Ermittlung des Einfluss der 
Belastungsgeschichte auf Kop 
 
3.2.6 Entfernung des Risspfads 
Der Einfluss des Risspfads auf die Rissschließung kann bestimmt werden, 
indem der Risspfad sukzessive entfernt wird und nach jedem Schritt Kop er-
neut gemessen wird (Abbildung 3.8). An den Übergangsproben wurde nach 
Abschluss der Rissausbreitungsmessung der Risspfad mit Hilfe einer Fun-
kenerosionsanlage entfernt. Die Anlage arbeitet mit einem Messingdraht mit 
einem Durchmesser von 0,3 mm. Um den kompletten Risspfad auch bei gro-
ßen Auslenkungen des Risses zu entfernen, mussten mehrere Schnitte ne-
beneinander durchgeführt werden. Im homogenen Bereich vor dem Gefüge-
übergang wurde in jedem Schritt 1 mm des Risspfads entfernt. Im Bereich 
des Gefügeübergangs wurde die Schrittweite auf 0,5 mm reduziert und bis 
kurz hinter die Rissspitze beibehalten. Nach jedem Schritt wurde Kop gemes-
sen und über der entsprechenden Länge des verbleibenden Risspfads auf-
getragen. Die Schwingbreite der Spannungsintensität wurde dabei über die 
















sungen zu minimieren, wurde ∆K deutlich niedriger als am Ende der Riss-
ausbreitungsmessung gewählt. Aufgrund der unterschiedlichen Gefüge und 
deren Rissausbreitungs- und Rissschließeigenschaften mussten für die ver-
schiedenen Proben unterschiedliche ∆K gewählt werden. Ein Vergleich der 
Absolutwerte der unterschiedlichen Ausbreitungsrichtung untereinander ist 




des Risspfads Messung der 
Rissschließung
 
Abbildung 3.8: Schematische Darstellung der schrittweisen Risspfadentfernung 
 
3.2.7 Charakterisierung der Bruchflächen 
Die Bilder der Bruchflächen wurden an einem Rasterelektronenmikroskop 
(REM) im Sekundärelektronenkontrast aufgenommen. Um die Bruchflächen 
über die gesamte Probe ortsabhängig zu charakterisieren, wurden Quer-
schliffe zur Rissausbreitungsrichtung angefertigt und untersucht. Die so er-
zeugten Rissprofile wurden mit Hilfe eines Lichtmikroskops und einer ange-
schlossenen Videokamera abgebildet. Mit Hilfe einer Auswertungssoftware 
konnte das Rissprofil mit Linienelementen nachgezeichnet werden. Die Lage, 
Höhe, Länge und Winkel der Linienelemente wurden, wie in Abbildung 3.9 
schematisch dargestellt, automatisch aufgenommen und daraus der lineare 
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Rauigkeitsparameter RL, die Standardabweichung der Höhenverteilung SH 
und die Standardabweichung der Winkelverteilung Sθ berechnet. 
Der lineare Rauigkeitsparameter RL beschreibt das Verhältnis der Gesamt-
länge der Linienelemente ∑= ilL  und der auf die Rissausbreitungsrichtung 




RL =  (3.1) 
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4 Gefügeeinstellung und -charakterisierung 
4.1 Aluminiumlegierung 7050 
In diesem Abschnitt wird die Erzeugung eines Verformungsgradienten in der 
Legierung EN AW 7050 erläutert. Es wird vorgestellt, wie dieser Verfor-
mungsgradient rechnerisch zu beschreiben ist und die mechanischen Eigen-
schaften charakterisiert werden.  
 
4.1.1 Homogene Referenzproben 
Um die am Verformungsgradienten ermittelten mechanischen Eigenschaften 
beurteilen zu können, wurden drei unterschiedliche homogene Umformgrade 
eingestellt und charakterisiert. Die lösungsgeglühten Rohlinge zur Einstellung 
der homogenen Umformgrade lagen in den Dicken von ha=14 mm, 17 mm 
und 21 mm vor. Durch Kaltwalzen der Rohlinge auf das gleiche Endmaß von 
he= 11 mm in Dickenrichtung wurden unterschiedliche Umformgrade in den 
Walzplatten erzeugt. Der Umformgrad ϕ berechnet sich nach Gleichung 4.1 
aus dem Logarithmus des Dickenverhältnisses und ist mit den Ausgangsma-






ln=ϕ  (4.1) 
 
 







I 14 11 -0,24 
II 17 11 -0,44 
III 21 11 -0,65 
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Die unterschiedlichen Umformgrade resultieren in einer nur leicht variieren-
den Härte. Die über 10 Messungen gemittelten Härtewerte sind in Abbildung 
4.1 und Tabelle 4.2 dargestellt. Die Zunahme im Umformgrad führt nicht zu  
einer signifikanten Zunahme der Härte durch Kaltverfestigung. 
 






















Tabelle 4.2: Mechanische Kennwerte der homogen gewalzten Rohlinge 











Zur Einstellung des Verformungsgradienten wurde ein keilförmiger Rohling 
(Abbildung 4.2) einsinnig gewalzt. Der Rohling hat an der dünneren Seite 
eine Höhe von 11 mm und an der dickeren Seite eine Höhe von 21 mm und 
wurde auf eine Enddicke von 11 mm gewalzt. Dadurch entstand ein Verfor-
mungsgradient über dem Ort der Walzplatte. 
Zur Beschreibung des Verformungsgradienten wurden die in Abbildung 4.2 
dargestellten Abmessungen am Walzrohling (Abbildung 4.2 a) vor dem Wal-
zen definiert und in die  entsprechenden Abmessungen nach dem Walzen 
(Abbildung 4.2 b) über die Gleichungen 4.2 bis 4.4 umgerechnet. Daraus 
kann für jede Stelle in der Walzplatte der lokale Umformgrad berechnet wer-
den. 
 
Abbildung 4.2: Schematische Darstellung des Probenrohlings mit Benennung der relevanten 
Abmessungen 
 
Ausgehend von der Tatsache, dass sich bei plastischer Verformung das Ge-
samtvolumen nicht ändert, gilt  
Va=Ve  
und unter der Annahme, dass beim Walzen keine Breitung der Probe auftritt 
gilt 
ea AA =   
mit dem Flächeninhalt Aa des Walzkörpers im Bereich zunehmender Höhe 













4.2 b: nach dem Walzen 




































1  (4.3) 












==ϕ  (4.4) 
 
Aus den Gleichungen 4.3 und 4.4 lässt sich nun mit zunehmendem ∆h der 
Umformgrad und der entsprechende Ort im Umformgradienten le in der 
Walzplatte berechnen. In Abbildung 4.3 sind der Verlauf dieser Funktion und 
die Umformgrade der homogen gewalzten Proben dargestellt. 
Über den Verformungsgradient wurden Härteverläufe mit einem Abstand der 
Eindrücke von 0,5 mm im Bereich des Gradienten und mit 2,5 mm hinter dem 
Gradienten gemessen. 
Die Härte variiert über den Umformgradienten des gewalzten Keilkörpers in 
einem Bereich von 10 % und zeigt keine Abhängigkeit vom Umformgrad 
(Abbildung 4.4). Sowohl die Härtemessungen an dem Verformungsgradient 
als auch an den Referenzproben mit homogenem Umformgrad zeigen, dass 
sich das Verfahren der Härtemessung nicht eignet, um die mechanischen 
Eigenschaften des Verformungsgradienten zu beschreiben. Daher wurden 
die unterschiedlichen Verformungszustände mithilfe von Zugversuchen an 
Flachzugproben beschrieben. Siehe hierzu Abschnitt 5.1. 
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Abbildung 4.3 Verlauf des Umformgrads in der Walzplatte 
 
 

















Ort im Deformationsgradienten [mm]  
Abbildung 4.4: Härteverlauf HV1 über dem Verformungsgradient 
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4.2 Titanlegierung Ti-6Al-4V 
 
Die verwendete Titanlegierung Ti-6Al-4V ist eine (α+β) Titanlegierung, die 
oberhalb von 980 °C in der kubischen-raumzentrierten β-Phase vorliegt und 
unterhalb von 980 °C mit der hexagonalen α-Phase und der kubischen β-
Phase ein Zweiphasengebiet bildet. Die Existenz dieser zwei Gittermodifika-
tionen und die damit verbundene allotrope Umwandlung bei 980 °C ermög-
licht in dieser Legierung eine breite Variation der Gefügeausbildung und da-
mit der Eigenschaften.  
 
4.2.1 Feinlamellares Gefüge 
Die Wärmebehandlung zur Einstellung des feinlamellaren Gefüges ist in Ab-
bildung 4.5 schematisch dargestellt. Nach einer Glühung oberhalb des β-
Transus für 1 h bei 1000 °C, bei der eine extrem grobkörnige Struktur der β-
Phase entsteht, werden die Proben in Wasser abgeschreckt. Es bildet sich 
die übersättigte α’-Phase (Titan-Martensit) aus. Durch eine Auslagerung von 
1 h bei 800 °C im α+β-Phasengebiet scheidet sich die β-Phase aus der α’-
Phase in Form feiner Lamellen aus. Es entsteht ein Gefüge aus feinen α- 
und β-Lamellen, die ungeordnet nebeneinander vorliegen. Die maximale 
Länge der Lamellen ist durch die Größe der ehemaligen β-Körner begrenzt. 
Anschließend wurden die Proben bei 500 °C für 24 h ausgehärtet. In Abbil-
dung 4.6 ist das Referenzgefüge FL dargestellt, die Korngrenzen der ehema-
ligen β-Körner sind deutlich zu erkennen. Die mittlere Korngröße der ehema-
ligen β-Körner beträgt 1500 µm und die mittlere Lamellenbreite 2-3 µm. 









Abbildung 4.5: Schematische Darstellung des Wärmebehandlungsprozesses zur Einstellung 




Abbildung 4.6: Referenzgefüge FL mit deutlich sichtbaren Korngrenzen der ursprünglichen 
β-Körner 
 
4.2.2 Groblamellares Gefüge 
Zur Einstellung des groblamellaren Gefüge (CL) wurde die Legierung für 1 h 
bei 1000 °C oberhalb des β-Transus geglüht. Eine langsame Abkühlung aus 
dem β-Phasengebiet in das α+β-Phasengebiet im Ofen mit 1 K/s führt zu 
einer Ausscheidung der α-Phase in Form von Lamellen, die von den Korn-
grenzen und –zwickeln in das Korninnere wachsen. Nach dem Abkühlen auf 
800 °C wird die Temperatur für 1 h konstant gehalten, um den Gleichge-
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wichtsanteil an α-Phase auszuscheiden. Im Anschluss daran wurden die 
Proben bei 500 °C für 24 h ausgehärtet. Abbildung 4.7 zeigt schematisch 
den Wärmebehandlungsprozess und Abbildung 4.8 das daraus resultierende 
Gefüge. Die parallel angeordneten Lamellen mit einer mittleren Breite von 
b=9 µm bilden Pakete, die in ihrer Breite B über einen großen Bereich variie-
ren. In Abbildung 4.9 ist die gemessene Verteilung der Lamellenpaketbreite 
angegeben. Es ist ersichtlich, dass die am häufigsten vorkommenden Paket-
breiten in einem Bereich von 75-425 µm liegen. Der Mittelwert dieser Vertei-
lung ergibt die mittlere Breite der Lamellenpakete von 355 µm. Die maximale 
Länge der Lamellen ist dabei nur durch die Korngröße der ursprünglichen β-









Abbildung 4.7: Schematische Darstellung des Wärmebehandlungsprozesses zur Einstellung  
des groblamellaren Gefüges CL ( in Anlehnung an Sauer und Lütjering 
2001) 
 





Abbildung 4.8: Referenzgefüge CL mit eingezeichneter Lamellenpaketbreite B 
 
 

























Lamellenpaketbreite B [µm]  
Abbildung 4.9: Verteilung der Lamellenpaketbreite des Referenzgefüges CL 
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4.2.3 Duplex Gefüge 
Zur Einstellung der fein globularen und duplex Gefüge ist eine Rekristallisa-
tion zur Kornfeinung notwendig. Hierzu wurde ein feinlamellares Gefüge als 
definierter Ausgangszustand durch eine Glühung für 1 h bei 1000 °C mit an-
schließender Wasserabschreckung eingestellt. Die erforderliche Verformung 
wurde durch Warmwalzen, wie in Abschnitt 3.2 beschrieben, bei 960 °C im 
α+β Zweiphasengebiet erzeugt. Es wurde ein Umformgrad von ϕ=-1,3 einge-
stellt. 
Bei der anschließenden Rekristallisationsglühung im α+β Phasengebiet für 
1 h bei 960°C entsteht ein globulares Gefüge, das vorwiegend aus β-Phase 
mit geringen Anteilen an α-Phase besteht. Die β-Anteile wandeln beim dar-
auf folgenden Abschrecken in die α’-Phase (Titan Martensit) um. Durch eine 
Auslagerung bei 800 °C bildet sich in den ursprünglichen β-Körnern das fein-
lamellare Gefüge aus. Der vollständige thermomechanische Prozess ist in 
Abbildung 4.10 dargestellt. Es entsteht das in Abbildung 4.11 abgebildete 
Referenzgefüge DP. Das Gefüge besteht aus primär-α (αp) Körnern, die von 
feinlamellaren Gefügebestandteilen umgeben sind. Aufgrund der geringeren 
Größe der ehemaligen β-Körner ist die Lamellenlänge in DP deutlich kleiner 
als in FL. Die primären α-Körner haben bei einem Volumenanteil von 20 % 
eine mittlere Sehnenlänge von =L 6 µm, die maximale Länge der Lamellen 




Walzen bei 960°C 960°C 1h 800°C 1h
 
Abbildung 4.10: Schematische Darstellung des thermomechanischen Prozesses zur Einstel-
lung des duplex Gefüges DP (in Anlehnung an Sauer und Lütjering 2001) 
 




Abbildung 4.11: Duplex Gefüge mit feinen Lamellen neben primär-α Anteilen 
 
4.2.4 Globulares Gefüge 
Das Referenzgefüge EQ entsteht durch langsames Abkühlen von der Rekri-
stallisationstemperatur von 960 °C auf 800 °C mit einer Abkühlrate von 
1 K/min. Durch die langsame Abkühlung und die Haltezeit von 60 min bei 
800 °C nimmt der Volumenanteil an α-Phase bis zum Erreichen des Gleich-
gewichtsvolumenanteils zu. Dieser thermomechanische Prozess, der in Ab-
bildung 4.12 schematisch dargestellt ist, führt zu einem globularen α+β-
Gefüge (Abbildung 4.13). Der Volumenanteil an α-Phase wurde mit manuel-
ler Linienanalyse und halbautomatischer Flächenanalyse zu 80 Vol-% be-
stimmt und die mittlere Sehnenlänge der α-Körner wurde mit =L 10 µm ge-
messen. 
 












Abbildung 4.12: Schematische Darstellung des thermomechanischen Prozesses zur Einstel-





Abbildung 4.13: Referenzgefüge EQ mit 80 Vol% primär α-Phase 
 
4.2.5 Gefügeübergänge  
Zur Einstellung der Gefügeübergänge muss ein Teil des Probenrohlings 
oberhalb und der andere Teil unterhalb der β-Transus Temperatur geglüht 
werden. Dies ist in Abbildung 4.14 am binären Schnitt im ternären Phasen-
diagramm Ti-Al-V bei 6 Gew-% Aluminium schematisch dargestellt. Hierzu 
wurde ein Rohrofen mit drei separat regelbaren Heizzonen verwendet. Die 
mittlere Zone wurde dabei auf 1120°C aufgeheizt, wodurch ein Temperatur-
gradient zu den Rohrenden eingestellt werden konnte. Mit Hilfe eines Pt-
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Rh/Pt- Thermoelements wurde der Temperaturverlauf über dem Abstand 
vom Anfang des Rohres gemessen. Durch Auswertung dieser Ofenprofile 
wurde die Position im Ofen ermittelt, an der die β-Transus Temperatur (laut 











Abbildung 4.14: Binärer Schnitt des Phasendiagramms Ti-Al-V bei 6 Gew% Al  
 
Durch die Wärmebehandlung von Testproben an dieser Ofenposition konnte 
durch eine anschließende metallografische Untersuchung die genaue Positi-
on der β-Transus Temperatur ermittelt werden. Proben, die an dieser Stelle 
geglüht wurden, enthielten reproduzierbar einen Gefügeübergang. Durch die 
Verwendung von Probenrohlingen mit deutlichem Übermaß in der Länge 
konnten bei der Fertigung der CT-Proben Abweichungen in der Lage des 
Gefügeübergangs ausgeglichen werden. 
In diesem Temperaturgradienten wurden die Proben 1 h geglüht und an-
schließend abgekühlt. In Abhängigkeit des Temperaturverlaufs bei der Ab-
kühlung lässt sich entweder ein Übergang von groblamellarem zu globularem 
(CL-EQ) oder von feinlamellarem zu duplex (FL-DP) Gefüge einstellen. 
 








Abbildung 4.15: Schematische Darstellung der Glühung im Ofen und des Temperaturver-
laufs in der CT-Probe 
 
Proben mit Übergang FL-DP wurden nach 1 h Glühung in Wasser abge-
schreckt und anschließend für 1 h bei 800 °C geglüht. Proben mit dem Über-
gang CL-EQ wurden nach einer Glühung von 1 h am β-Transus mit einer 
Abkühlrate von 1 K/min auf 800 °C und nach einer Haltezeit von 1 h bei 
800 °C an Luft abgekühlt. Die Temperaturangaben in dem Temperaturgradi-
ent beziehen sich auf ein Thermoelement, das in der Mitte der Probe ange-
bracht war. Anschließend wurden die Proben 24 h bei 500 °C ausgehärtet. 
 
Gefügeübergang Feinlamellar-Duplex (FL-DP) 
Abbildung 4.16 zeigt Übersichtsbilder des Übergangs FL-DP. Das feinlamel-
lare Gefüge ist auf der linken Seite deutlich an den ursprünglichen β-Körnern 
zu erkennen und geht in das duplex Gefüge auf der rechten Seite über. An 
diesem Übergang nimmt die maximale Lamellenlänge von 1500 µm im FL 
Bereich der Probe auf etwa 10 µm im DP Bereich ab. Je geringer die Rekri-
stallisationstemperatur ist, desto höher ist der Volumenanteil an primären α-
Körnern. Durch die Abhängigkeit des αp-Volumenanteils von der Rekristalli-
sationstemperatur entsteht durch Glühung im Temperaturgradienten im DP 
Bereich des Übergangs ein Gradient im αp-Volumenanteil. Die Änderung der 
Gefügestruktur in Abhängigkeit des Ortes ist in den Abbildungen 4.17 a-h, 
die an Schliffen senkrecht zum Gradienten in unterschiedlichen Abständen 
zum Gefügeübergang angefertigt wurden, dargestellt. Die Länge der Lamel-
len nimmt durch die Abnahme der ursprünglichen β-Korngröße am Übergang 
von FL zu DP Gefüge stark ab. Durch die Zunahme des αp Anteils mit zu-
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nehmender Entfernung vom Gefügeübergang sinkt die maximale Lamellen-
länge innerhalb des DP Bereichs weiter leicht ab (Abbildung 4.18). Die Ände-
rung des αp-Volumenanteils über dem Ort ist in Abbildung 4.19 dargestellt, 
der Volumenanteil steigt von 0 Vol-% am Übergang auf 45 Vol-% 22 mm hin-
ter dem Übergang an. Die quantitativen Gefügeauswertungen zeigen, dass 
der Gefügeübergang aus zwei Gradienten mit unterschiedlicher Länge gebil-
det wird. Einerseits gibt es eine starke Abnahme der Lamellenlänge von FL 
nach DP, die sich auf 5 mm beschränkt und andererseits gibt es eine Zu-




Abbildung 4.16: Gefügeübergang FL-DP 
 
Die Härtewerte für die jeweiligen Referenzgefüge sowie für den über den 
Übergang gemessenen Härteverlauf sind in Abbildung 4.20 dargestellt. Die 
Härte nimmt in der Übergangsprobe von 410 HV1 im FL Bereich der Über-
gangsprobe auf 400 HV1 im DP Bereich der Übergangsprobe leicht ab. Die 
Härte der Referenzgefüge in den homogenen Proben liegt in beiden Gefügen 
mit 380 HV1 unter der Härte, die im Verlauf des Gefügeübergangs gemessen 
wurde.  





4.17 a: 3 mm vor dem ÜG (0 % αp) 
 
4.17 b: Beginn des ÜG (0,5 % αp) 
αp
 
4.17 c: 2 mm hinter dem ÜG (5 %αp) 
 
4.17 d: 3 mm hinter dem ÜG (8 %αp) 
 
4.17 e: 5 mm hinter dem ÜG (18 % αp) 
 
4.17 f: 7 mm hinter dem ÜG (23 % αp) 
 
4.17 g: 12 mm hinter dem ÜG (32 % αp) 
 
4.17 h: 17 mm hinter dem ÜG (38 % αp) 
Abbildung 4.17: Gefügemorphologie in unterschiedlichen Abständen zur β-Transus Tempe-
ratur 





































Abstand vom Gefügeübergang [mm]
FL
 
Abbildung 4.18: Lamellenlänge der feinen Lamellen in Abhängigkeit des Ortes in der Über-
gangsprobe FL-DP 
 






























Abbildung 4.19: primär-α Volumenanteil in Abhängigkeit des Ortes im Gefügeübergang 
FL-DP 




































Abbildung 4.20: Härteverlauf HV1 über den Gefügeübergang FL-DP 
 
Gefügeübergang Groblamellar-Globular (CL-EQ) 
Der Übergang CL-EQ entsteht durch eine Glühung im Temperaturgradienten 
mit der β-Transustemperatur in der Mitte der Probe und anschließender 
langsamer Abkühlung mit 1 K/min auf 800 °C.  
In dem Teil der Probe, der oberhalb des β-Transus geglüht wurde, bildet sich 
dabei das Gefüge CL und geht in das Gefüge EQ in dem Teil der Probe über, 
der unterhalb des β-Transus geglüht wurde, Abbildung 4.21.  
Das Gefüge CL mit den deutlich zu erkennenden Lamellenpaketen auf der 
linken Seite geht über in das feinere Gefüge EQ auf der rechten Seite. Die 
Gefügeabmessungen von CL links und von EQ rechts entsprechen den Ge-
fügeabmessungen der homogenen Referenzproben.  
Die Abbildungen 4.22 a-h zeigen lichtmikroskopische Aufnahmen von metal-
lografischen Schliffen in unterschiedlichen Abständen zum Gefügeübergang 
und damit die Abnahme des lamellaren Volumenanteils mit zunehmendem 
Abstand zum Übergang. In Abbildung 4.23 ist die mittlere Sehnenlänge der 
globularen Gefügeanteile im Übergangsbereich aufgetragen. Die mittlere 
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Sehnenlänge nimmt über dem Abstand vom Gefügeübergang leicht von 
13 µm am Übergang auf 11 µm in einem Abstand von 15 mm ab. In der Re-
ferenzprobe EQ wurde eine mittlere Sehnenlänge von =L 10 µm bestimmt.  
Durch die Regelung nur der mittleren Heizzone musste die Glühung der Pro-
be CL-EQ bei 800 °C ebenfalls in einem Temperaturgradienten durchgeführt 
werden. Die Temperatur betrug dabei in der Mitte der Probe 800 °C. Die 
Temperaturdifferenz in der Probe kann nur gleich groß oder kleiner sein als 
bei der Glühung mit β-Transus Temperatur und beträgt damit maximal +/-
20 °C. Der Einfluss dieser Temperaturdifferenz auf das Gefüge ist angesichts 
der vorangegangenen Wärmebehandlung bei höheren Temperaturen ver-
nachlässigbar.  
Zur quantitativen Charakterisierung des Übergangs wurde die Änderung des 
Volumenanteils des lamellaren Gefüges gemessen und in Abbildung 4.24 
dargestellt. Der Übergang erfolgt demnach nicht abrupt, sondern erstreckt 







Abbildung 4.21: Gefügeübergang groblamellar-globular 





4.22 a: 5 mm vor dem ÜG 
 
4.22 b: 1 mm vor dem ÜG 
 
4.22 c: Nullpunkt, Beginn des ÜG 
 
4.22 d: 3 mm hinter dem ÜG 
 
4.22 e: 4 mm hinter dem ÜG 
 
4.22 f: 5 mm hinter dem ÜG 
 
4.22 g: 10 mm hinter dem ÜG 
 
4.22 h: 15 mm hinter dem ÜG 
Abbildung 4.22: Gefügeentwicklung über den Gefügeübergang CL-EQ 
 
































Abbildung 4.23: Gemessene Korngröße der globularen Gefügebestandteile in Abhängigkeit 
vom Abstand zum Gefügeübergang 
 
























Abbildung  4.24: Volumenanteil lamellar in Abhängigkeit vom Abstand zum Gefügeübergang 
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Die Härte steigt innerhalb des Gefügeübergangs CL-EQ von 350 HV1 im CL 
Bereich auf 360 HV1 im EQ Bereich der Probe an. Die Härtemessung an den 
homogenen Proben führt in beiden Gefügen zu Werten, die leicht unterhalb 
der Härte im Verlauf liegen, Abbildung 4.25. 
Die Wärmebehandlungen zur Ausbildung der unterschiedlichen Gefüge ist in 
Tabelle 4.3 zusammengefasst. 
 

































Abbildung 4.25: Härteverlauf HV1 über den Gefügeübergang CL-EQ 
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Tabelle 4.3: Zusammenfassung der gefügebestimmenden Wärmebehandlungsschritte und 
der verwendeten Abkürzungen 
Abkürzung 1. Glühung Abkühlung 2. Glühung 
Referenzgefüge feinlamellar 
FL 1h 1000°C Wasser 1 h 800 °C 
Referenzgefüge duplex 
DP 1h 960°C Wasser 1 h 800 °C 
Gefügeübergang feinlamellar-duplex 
FL-DP 1h im Gradienten Wasser 1 h 800 °C 
Referenzgefüge groblamellar 
CL 1h 1000°C im Ofen 1K/min auf 800 °C 1 h 800 °C 
Referenzgefüge globular 
EQ 1h 960°C im Ofen 1K/min auf 800 °C 1 h 800 °C 
Gefügeübergang groblamellar-globular 
CL-EQ 1h im Gradienten im Ofen 1K/min auf 800 °C 1 h 800 °C 
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5 Ergebnisse der Zugversuche 
In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Zugversuche und damit die 
Charakterisierung der quasistatischen, mechanischen Eigenschaften der 
Gradientenwerkstoffe im Vergleich mit homogenen Referenzproben darge-
stellt.  
5.1 Aluminiumlegierung 7050 
5.1.1 Homogene Referenzproben 
Durch Zugversuche an Rund- und Flachzugproben wurden die 0,2% Dehn-
grenze Rp0,2 und die Zugfestigkeit Re als Größen zur Charakterisierung der 
mechanischen Eigenschaften bestimmt. Die Werte der Flachzugproben lie-
gen etwas niedriger als die der Rundzugproben, geben aber die gleiche Rei-
henfolge wieder. 
Die Umformgrade ϕ1=-0,24 und ϕ2=-0,44 führen zu einem deutlichen Anstieg 
von Rp0,2 und Re mit zunehmendem Umformgrad. Mit dem Umformgrad ϕ3=-
0,65 nehmen die 0,2 % Dehngrenze und die Zugfestigkeit hingegen wieder 
ab und liegen auf dem gleichen Niveau von ϕ2, Tabelle 5.1, Abbildung 5.1. 
Die Abhängigkeit vom Umformgrad ist bei der 0,2 % Dehngrenze deutlicher 
ausgeprägt als bei der Zugfestigkeit. 
 
Tabelle 5.1: Dehngrenze Rp0,2 und Zugfestigkeit der homogenen Walzplatten in Abhängigkeit 
des Umformgrads  
Probenform Kengröße Umformgrad 
ϕ=0 ϕ=-0,24 ϕ=-0,43 ϕ=-0,66 
rund 
Rp0,2   [MPa] 266 321 337 313 
Rm        [MPa] 352 363 373 357 
flach 
Rp0,2   [MPa] 256 305 325 299 
Rm        [MPa] 349 348 367 343 
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Umformgrad ϕ  
Abbildung 5.1: 0,2 % Dehngrenze und Zugfestigkeit in Abhängigkeit des Umformgrades der 
homogen gewalzten  Rohlinge 
 
5.1.2 Umformgradient 
Abbildung 5.2 zeigt den Verlauf der 0,2 % Dehngrenze und Abildung 5.3 den 
Verlauf der Zugfestigkeit in Abhängigkeit des Ortes in dem Umformgradien-
ten. Die geschlossenen Quadrate geben die Werte für den unverformten Be-
reich vor der Schräge des keilförmigen Rohlings, die offenen Quadrate die 
Werte aus dem Bereich des Verformungsgradienten und die geschlossenen 
Kreise die Werte hinter der Keilform wieder. 
Auffallend ist, dass die 0,2 % Dehngrenze in dem Bereich vor der Keilform, 
also dem unverformten Bereich, bereits ansteigt. Ähnlich, wie in den Refe-
renzproben homogener Verformung, zeigt der Bereich mit der höchsten Ver-
formung nicht die höchste 0,2 % Dehngrenze, zum Vergleich sind mit hori-
zontalen Linien die Dehngrenzen der homogenen Referenzproben einge-
zeichnet. Im Bereich des Gradienten ist mit vertikalen Linien der aus dem 
geometrischen Ansatz errechnete Ort für die jeweiligen Umformgrade aufge-
tragen. Die eingezeichneten Werte für ϕ1 und ϕ2 geben die Höhe und die 
Steigung der gemessenen Werte im Übergangsbereich gut wieder, der geo-
metrisch ermittelte Ort ist allerdings nicht auf die gemessenen Werte zu über-
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tragen. Die Zugfestigkeit nimmt mit Zunahme des Umformgrads nur gering 
zu. Im Unterschied zur 0,2 % Dehngrenze steigt die Zugfestigkeit erst in dem 
verformten Bereich an. Die Zugfestigkeiten der Referenzproben mit homoge-
ner Verformung zeigen bis auf ϕ2 keinen Einfluss des Umformgrads und 
stimmen dementsprechend mit den jeweiligen Ergebnissen im Gradienten 
wenig überein.  
 
 































Abbildung 5.2: Verlauf der 0,2 % Dehngrenze über den Verformungsgradient 
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Abbildung 5.3: Verlauf der Zugfestigkeit über dem Verformungsgradient 
 
 




5.2 Titanlegierung Ti-6Al-4V 
Das Fließverhalten der Übergangsproben wird durch Zugversuche parallel 
zum Gradienten ermittelt. Mithilfe von Fließgesetzen werden die Fließkurven 
der homogenen Referenzgefüge beschrieben und eine Methode vorgestellt, 
das Fließverhalten einer Probe mit Gefügeübergang aus den Fließkurven der 
homogenen Gefüge zu ermitteln. 
 
5.2.1 Modellvorstellung zur Beschreibung von Fließkurven 
Die Fließkurve beschreibt den Zusammenhang der wahren Spannung σw und 
der wahren Dehnung εw nach Überschreiten der Fließspannung. Die Fließ-
spannung ist der Betrag der Spannung, der bei einachsigem Spannungszu-
stand zum plastischen Fließen führt. Durch empirische Gleichungen mit Ko-
effizienten, die durch Anpassen an experimentelle Daten ermittelt werden, 
kann die Fließkurve beschrieben werden. Die ermittelten Koeffizienten kön-
nen jedoch lediglich zur Beschreibung der Fließkurve des gleichen Legie-
rungssystems mit gleichen Gefügen und unter gleichen Versuchsbedingun-
gen verwendet werden.  
Die Hollomon-Gleichung (Gleichung 5.1) beschreibt die Fließkurve mithilfe 














Die Ludwik-Gleichung (Gleichung 5.2) enthält einen weiteren Parameter zur 








1w KK ε⋅+=σ  (5.2) 
 
Im Gegensatz zu dem Hollomon Modell, bei dem die Koeffizienten K1
H und 
K2




L physikalisch interpretiert werden (Reichel und Dahl 1988). 




L beschreibt die Fließgrenze σ0, K2
L beinhaltet material- und versuchspezi-
fische Größen wie z.B. den Schubmodul G, den Burgersvektor b sowie die 
Anfangsdehnrate und die Temperatur und K3
L beschreibt die Abhängigkeit 
der mittleren Gleitlänge von strukturellen Einflussgrößen wie Korngröße, 
Korngrenzen und Ausscheidungen. Die in dieser Arbeit verwendete Titanle-
gierung zeigt bei Raumtemperatur nur geringe plastische Verformung, so-
dass eine Beschreibung des plastischen Verhaltens durch das Hollomon und 
das Ludwik Modell möglich ist. 
 
5.2.2  Homogene Referenzproben 
Für die homogenen Proben der unterschiedlichen Gefügezustände wurden 
aus den technischen Spannungs-Dehnungsdiagrammen die 0,2% Dehn-
grenze Rp0,2, die Zugfestigkeit Rm und die Gleichmaßdehnung Ag bestimmt. 
Der Elastizitätsmodul E wurde zusätzlich mithilfe eines Dehnungsaufnehmers 
erfasst. Die wahre Bruchdehnung εwB wurde mit den Durchmessern vor und 
nach dem Zugversuch nach Gleichung 3.7 berechnet. Die ermittelten Kenn-
werte sind in Tabelle 5.2 zusammengefasst.  








[ - ] 
εwB 
[ - ] 
CL 126 908 963 0,025 0,17 
FL 132 1020 1084 0,035 0,08 
EQ 132 952 1005 0,070 0,29 
DP 136 1043 1108 0,061 0,60 
 
Die Zugversuche zeigen, dass die feinkörnigen Gefüge DP und EQ eine hö-
here Bruchdehnung als die lamellaren Gefüge CL und FL haben. Das grob 
lamellare Gefüge zeigt als gröbstes Gefüge die geringste Gleichmaßdehnung 
und Festigkeit. Die entsprechenden Spannungs-Dehnungs-Diagramme sind 
in den Abbildungen 5.4 und 5.5 dargestellt. Die Dehnungen der Spannungs-
Dehnungs-Diagramme wurden aus dem Maschinenweg berechnet, eine Kor-
rektur der Steigung im elastischen Bereich mit dem E-Modul wurde nicht 
durchgeführt.  
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Aus den technischen Spannungs-Dehnungs-Diagrammen der Referenzpro-
ben wurden mit Gleichung 3.5 und Gleichung 3.6 die wahren Spannungs-
Dehnungsverläufe bis zum Erreichen der Gleichmaßdehnung berechnet und 
für die Gefüge FL und DP in Abbildung 5.6 dargestellt. Zum besseren Ver-
gleich sind die Fließkurven in Abbildung 5.7 als Ausschnitt dargestellt. Die 
Form der Fließkurve ist bei beiden Gefügen etwa gleich, wobei die Kurve für 
das Gefüge DP über den gesamten Bereich bei höheren Spannungen liegt 
und die höhere Gleichmaßdehnung zeigt.  
Die mathematische Beschreibung der Fließkurven erfolgt über eine Anpas-
sung mit dem 2-parametrigen Hollomon und dem 3-parametrigen Ludwik 
Modell. Die mit dem Hollomon Modell berechneten Fließkurven sind in Abbil-
dung 5.8 und die ermittelten Hollomon Parameter in Tabelle 5.3 dargestellt.  
Zur Berechnung nach Gleichung 5.1 wurden die Parameter K1
H und K2
H über 
die Methode der kleinsten Fehlerquadrate ermittelt. Die Berechnung der 
Fließkurven zeigt bei beiden Gefügen eine gute Übereinstimmung mit den 
Messwerten. Dies spiegelt sich in hohen Werten für das Bestimmtheitsmaß 
R2, die in Tabelle 5.3 dargestellt sind, wider. Vergleicht man die Kurven mit-
einander, zeigt sich, dass die berechnete Kurve für das Gefüge FL die 
Messwerte etwas besser wiedergibt als die Kurve für das Gefüge DP. Dies 
drückt sich durch einen etwas höheren R2 Wert für das Gefüge FL aus. 
Die Berechnung nach dem Ludwik Modell mit Gleichung 5.2 mit den in Tabel-
le 5.4 dargestellten Ludwik Parametern zeigt gute Übereinstimmung zwi-
schen Fließkurve und Rechnung für beide Gefüge, Abbildung 5.9. Die Werte 
für R2 sind beide hoch und nahezu gleich. Der erste Ludwik Parameter K1
L 
beschreibt die Fließgrenze des Werkstoffs und ist daher bekannt und nicht 
variabel. Der zweite und dritte Parameter K2
L und K3
L sind wie die Hollomon 
Koeffizienten über die Methode der kleinsten Fehlerquadrate bestimmt wor-
den. 
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Abbildung 5.4: Vergleich der technischen Spannungs-Dehnungs-Diagramme der Gefüge FL 
und DP 




































Abbildung 5.5: Vergleich der technischen Spannungs-Dehnungs-Diagramme der Gefüge EQ 
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Abbildung 5.6: Wahres Spannungs-Dehnungs-Diagramm der Referenzgefüge FL und DP 
 






























wahre pl. Dehnung ε
w  
Abbildung 5.7: Fließkurve der Referenzgefüge FL und DP 
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5.8 a: Berechnung der Fließkurve in FL (Ref.) nach Hollomon 


































5.8 b: Berechnung der Fließkurve in DP (Ref.) nach Holomon 
Abbildung 5.8: Vergleich der gemessenen mit nach Hollomon berechneten Fließkurven 
 
Tabelle 5.3: Ermittelte Hollomon Parameter für die Gefüge FL und DP 
Gefüge 




FL 1367 0,044 0,998 
DP 1376 0,039 0,980 
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5.9 a: Berechnung der Fließkurve im Gefüge FL (Ref.) nach Ludwik 

































5.9 b: Berechnung der Fließkurve in DP (Ref.) nach Ludwik 
Abbildung 5.9: Vergleich der gemessenen mit nach Ludwik berechneten Fließkurven 
 
Tabelle 5.4: Ermittelte Hollomon Parameter für die Gefüge FL und DP  
Gefüge 





FL 1024 767 0,47 0,996 
DP 1055 658 0,45 0,990 
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Das wahre Spannungs-Dehnungs-Diagramm und die Fließkurven der homo-
genen Gefüge EQ und CL sind in den Abbildungen 5.10 und 5.11 dargestellt. 
Die Fließkurve von EQ liegt in Bezug auf die Spannung bei etwas höheren 
Werten als die von CL. Die Kurven haben annähernd gleiche Form, wobei 
die Fließkurve von EQ eine etwas größere Krümmung aufweist. Die Anpas-
sung der Fließkurven wurde wie im vorangegangenen Abschnitt beschrieben 
durchgeführt.  
Die berechneten Fließkurven nach Hollomon sind in Abbildung 5.12 und die 
Fließkurven nach Ludwik in Abbildung 5.13 dargestellt. Die entsprechenden 
Koeffizienten sind in Tabelle 5.5 für Hollomon und in Tabelle 5.6 die Koeffi-
zienten des Ludwik Modells zusammengefasst. 
Die Berechnung mit dem 2-parametrigen Hollomon Modell stimmt für CL gut 
mit der gemessenen Fließkurve überein. In EQ hingegen weicht die berech-
nete Kurve von der aus den Messwerten bestimmten Fließkurve ab. Die Be-
rechnung mit Hilfe des Ludwik Modells zeigt ein umgekehrtes Bild. Die An-
passung des Gefüges EQ ist in diesem Fall besser als mit dem Hollomon 
Modell, wohingegen die Anpassung der Fließkurve von CL ein schlechteres 
Ergebnis ergibt. Vergleicht man das Bestimmtheitsmaß R2 der vier Kurven 
miteinander erkennt man, dass R2 für die Hollomon Anpassung bei CL höher 
ist als bei Ludwik und im Gefüge EQ nach Ludwik niedriger als nach Hollo-
mon. Bei diesen beiden Gefügen lässt sich demnach nicht beurteilen, wel-
ches Anpassungsergebnis die Messwerte genauer wiedergibt. 
Aus den erzielten Bestimmtheitsmaßen lässt sich ableiten, dass die Fließkur-
ven der Referenzgefüge mit beiden Modellen gut zu beschreiben sind.  
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Abbildung 5.10: Wahres Spannungs-Dehnungs-Diagramm Ti-6Al-4V 
 

































wahre pl. Dehnung ε
w  
Abbildung 5.11: Fließkurven der Referenzgefüge CL und EQ 
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5.12a: Berechnung der Fließkurve in CL (Ref.) nach Hollomon 

































5.12b: Berechnung der Fließkurve EQ (Ref.) nach Hollomon 
Abbildung 5.12: Vergleich der gemessenen mit nach Hollomon berechneten Fließkurven 
 
Tabelle 5.5: Ermittelte Hollomon Parameter für die Gefüge CL und EQ  




CL 1157 0,029 0,996 
EQ 1251 0,041 0,979 
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5.13a: Berechnung der Fließkurve in CL (Ref.) nach Ludwik 
































5.13b: Berechnung der Fließkurve in EQ (Ref.) nach Ludwik 
Abbildung 5.13:Vergleich der gemessenen mit nach Ludwik berechneten Fließkurven 
 
Tabelle 5.6: Ermittelte Ludwik Parameter für die Gefüge CL und EQ   
Gefüge 





CL 937 415 0,38 0,975 
EQ 963 572 0,46 0,998 
 




Die technischen Spannungs-Dehnungsdiagramme, die an den Übergangs-
proben gemessen wurden, sind in Abbildung 5.14 und 5.15 im Vergleich mit 
den jeweiligen Referenzproben aufgetragen. Die Übergangsprobe FL-DP 
zeigt nahezu die gleiche Zugfestigkeit wie die Referenzprobe FL und eine 
etwas höheren Bruchdehnung.  Die Übergangsprobe CL-EQ weist eine et-
was höhere Zugfestigkeit als die Referenzprobe CL bei nahezu gleicher 
Bruchdehnung auf. 
Um das Dehnungsverhalten der Übergangsproben genauer beurteilen zu 
können, wurden die Durchmesser der Proben nach den Zugversuchen aus-
gewertet. Die Durchmesser der Zugproben wurden anhand von stereomikro-
skopischen Aufnahmen vor und nach dem Zugversuch vermessen und in 
Abhängigkeit zum Abstand der Probenmitte aufgetragen. Die Messungen der 
Durchmesser der Referenzgefüge FL und DP sind in Abbildung 5.16 und die 
der Übergangsprobe FL-DP in Abbildung 5.17 sowie die Messungen der Re-
ferenzgefüge CL und EQ in Abbildung 5.18 und der Übergangsprobe CL-EQ 
in Abbildung 5.19 dargestellt. Im Gegensatz zu den homogenen Referenz-
proben, bei denen sich über die gesamte Messlänge ein konstanter Durch-
messer ergibt, der nur im Bereich der Einschnürung kleiner ist, ergeben sich 
in den unterschiedlichen Bereichen der Übergangsproben unterschiedliche 
Dehnungen. Aufgrund der unterschiedlichen Dehngrenzen der Gefüge ver-
formen sich die Übergangsproben nach Beginn der plastischen Verformung 
nicht gleichmäßig. Der Gefügebestandteil mit der geringeren Dehngrenze 
beginnt zuerst zu fließen. In den Bereichen der Probe mit den niederfesten 
Gefügen, FL bei der Übergangsprobe FL-DP und CL bei dem Übergang CL-
EQ, stellt sich die für das vorliegende Gefüge entsprechende Gleich-
maßdehnung ein. Aufgrund der höheren Dehngrenze und Festigkeit der hö-
herfesten Gefüge DP und EQ wird in den jeweiligen Proben die Gleich-
maßdehnung dieser Gefüge nicht erreicht. Die Gesamtdehnung der Über-
gangsproben setzt sich demnach aus der Gleichmaßdehnung des niederfe-
sten Gefügebestandteils und einem kleineren Dehnungsanteil aus dem hö-
herfesten Gefüge additiv zusammen. 
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In Tabelle 5.7 sind die über die Durchmesserabnahme berechneten Gleich-
maßdehnungen der homogenen Referenzproben den jeweiligen Gefügebe-
standteilen in der Übergangsprobe gegenübergestellt sowie die Gesamtdeh-
nung der Übergangsproben dargestellt. Die Gesamtdehnung setzt sich dabei 
additiv aus den beiden Gefügebestandteilen zusammen.  
In der Übergangsprobe FL-DP liegt das Verhältnis der Dehnungen der bei-
den Gefüge FL:DP bei 2,6:1 und in der Übergangsprobe CL-EQ liegt das 
Verhältnis CL:EQ bei 5,4:1. 
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Abbildung 5.14: Nominelle Spannungs-Dehnungskurve des Übergangs FL-DP verglichen mit den 
Kurven der homogenen Referenzgefüge 
 







































Abbildung 5.15: Nominelle Spannungs-Dehnungskurve des Übergangs CL-EQ verglichen mit den 
Kurven der homogenen Referenzgefüge 
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a: Probendurchmesser FL (Ref.) 
































b: Probendurchmesser DP (Ref.) 
Abbildung 5.16: Vergleich Probendurchmesser vor und nach dem Zugversuch an den homogenen 
Referenzproben FL und DP 
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5.18 a: Probendurchmesser CL (Ref.) 

































5.18 b: Probendurchmesser EQ (Ref.) 
Abbildung 5.18: Vergleich Probendurchmesser vor und nach dem Zugversuch an den ho-
mogenen Referenzproben CL und EQ 









































Tabelle 5.7: Dehnungen der unterschiedlichen Gefüge aus der Durchmesseränderung be-
rechnet.  
 Dehnung aus der Durchmesserabnahme ∆d ermittelt 
 ε(FL) ε(DP) ε(FL)+ε(DP) ε(CL) ε(EQ) ε(CL)+ε(EQ) 
Referenzproben 0,031 0,073 --- 0,029 0,072 --- 
Übergangsproben 0,031 0,012 0,043 0,027 0,005 0,032 
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Aufgrund der unterschiedlichen Festigkeiten innerhalb der Übergangsproben 
und den daraus resultierenden Dehnungsunterschieden ergibt sich eine in-
homogene Spannungsverteilung innerhalb der Übergangsproben. Daher ist 
die Ermittlung von Spannungen aus der anliegenden Kraft und damit eine 
Beschreibung des Fließverhaltens durch Spannungs-Dehnungsdiagramme 
nicht sinnvoll. Stattdessen wird die anliegende Kraft F über der plastischen 
Verlängerung der Probe ∆Lpl aufgetragen. Zur Ermittlung der Gesamtdeh-
nung wurde angenommen, dass sich die Verlängerung ∆L der Gesamtprobe 
bei einer angelegten Kraft F additiv aus den Verlängerungen beider Gefüge 
zusammensetzt (Gleichung 5.3). 
 
)2_Gef(L)1_Gef(L)Überg(L plplpl ∆+∆=∆  (5.3) 
 
Zur Berechnung der Gesamtverlängerung der Übergangsprobe muss der 
Anteil der einzelnen Gefügebestandteile an der Gesamtprüflänge einbezogen 










+∆⋅=∆  (5.4) 
 
Die technische Spannung σT berechnet sich aus angelegter Kraft F und An-
fangsquerschnitt A0 der Messlänge L0. Um einen Ausdruck für die Verlänge-
rung der Probe in Abhängigkeit der angelegten Kraft zu erhalten, wird Glei-












=  (5.6) 
 
Die wahre Spannung σw lässt sich bis zum Erreichen der Gleichmaßdehnung 
aus Gleichung 5.7 berechnen, daraus ergibt sich σT durch Umformen. 










=σ⇔ε+⋅σ=σ  (5.7) 











=ε  (5.8) 
 
Mit den Gleichungen zur Beschreibung der Fließkurven nach Hollomon 
(Gleichung 5.9) und Ludwik (Gleichung 5.10) und Gleichung 5.11 für die 
wahre Dehnung εw,pl  
 
Hollomon





1w K ε⋅=σ  (5.9) 




















1ln1ln  (5.11) 
 
ergeben sich durch Einsetzen der Gleichungen für die Berechnung von F mit 
den Modellen zur Beschreibung der Fließkurve folgende Gleichungen:  
 










































=  (5.12) 
 












































=  (5.13) 
 
Von diesen Gleichungen die Umkehrfunktion zu bilden, d.h. nach ∆Lpl aufzu-
lösen ist nicht trivial, daher wird die Verwendbarkeit der Gleichungen über-
prüft, indem eine experimentell ermittelte Verlängerung angenommen und 
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die dazugehörige Kraft berechnet wird. Durch Einsetzen der Hollomon bzw. 
Ludwik-Koeffizienten und der Probenverlängerung aus den Fließkurven der 
Referenzgefüge lässt sich die für diese Verlängerung benötigte Kraft F be-
rechnen. Die auf diese Weise numerisch berechneten ∆Lpl-F Kurven lassen 
sich mit den experimentell ermittelten Kurven vergleichen. In Abbildung 5.20 
ist dieser Vergleich für FL dargestellt, der die Gültigkeit dieser Gleichungen 
demonstriert. 
Die Annahme, dass sich die Gesamtdehnung der Übergangsproben additiv 
aus den Dehnungen der homogenen Referenzproben zusammensetzt, wur-
de überprüft, indem die entsprechenden ∆Lpl-F Kurven der homogenen Ge-
füge gemittelt und mit den experimentellen Werten verglichen wurden. 
Abbildung 5.21 zeigt den Vergleich von rechnerisch und experimentell ermit-
telten ∆Lpl-F-Kurven der Übergangsprobe FL-DP. Der Übergang liegt in der 
Probenmitte und die Anteile der einzelnen Gefüge betragen jeweils 50 % der 
Messlänge L0. Die Messwerte der Übergangsprobe FL-DP liegen zwischen 
denen der homogenen Proben. Die nach Gleichung 5.13 berechnete Kurve 
ist in guter Übereinstimmung mit den Messwerten beider Gefügeübergänge. 
Abbildung 5.22 zeigt die Ergebnisse für die Übergangsproben EQ-CL. Die 
berechnete Kurve passt im vorderen Bereich bei niedrigen Verlängerungen 
gut mit den Messwerten einer Probe (geschlossene Dreiecke) und bei größe-
ren Verlängerungen mit den Messwerten der zweiten Probe (geschlossene 
Quadrate) überein. 
In einem weiteren Experiment wurde eine Übergangsprobe mit 75 % FL und 
25 % DP Gefüge hergestellt und getestet. Die mit der entsprechenden Auftei-
lung 75:25 berechnete ∆Lpl-F-Kurve zeigt bei dieser Übergangsprobe eine 
gute Übereinstimmung mit den Messwerten bei kleinen Verlängerungen. Bei 
größeren Verlängerungen zeigen sich Abweichungen der berechneten Kurve 
von den Messergebnissen (Abbildung 5.23).  
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 FL (Ref.) Messung
 FL (Ref.) Ludwik-Modell
 FL (Ref.) Hollomon-Modell
 
Abbildung 5.20: Nach Gleichung 6.11 und 6.12 berechneten Fließkurven im Vergleich mit 
der gemessenen Fließkurve für das Gefüge FL (Ref) 
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Abbildung 5.21: Berechnung der Fließkurve des Übergangs FL-DP mit 50:50 Aufteilung aus 
den Fließkurven der homogenen Referenzgefüge 
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Abbildung 5.22: Berechnung der Fließkurve des Übergangs CL-EQ mit 50:50 Aufteilung aus 
den Fließkurven der homogenen Referenzgefüge  
 



























Abbildung 5.23: Berechnung der Fließkurve des Übergangs FL-DP mit 75:25 Aufteilung aus 
den Fließkurven der homogenen Referenzgefüge 
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6 Ermüdungsrissausbreitung 
In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Rissausbreitungs- und Riss-
schließmessungen vorgestellt. Zuerst wird in einem kurzen Abschnitt ge-
schildert, warum die Messung der Ermüdungsrissausbreitung in der Alumini-
umlegierung 7050 nicht zielführend war. In der Titanlegierung beschränken 
sich die Messungen auf den Gefügeübergang CL-EQ, da sich der Gradient 
auf einen kleinen Teil der Probe beschränkt und einen Übergang zwischen 
zwei homogenen Gefügen darstellt. In dem Gefügeübergang FL-DP liegt, wie 
in Abschnitt 4.2.5 beschrieben, ein homogener FL Bereich mit einem an-
schließenden Gradienten vor. Ein zweiter homogener Gefügezustand konnte 
hier nicht eingestellt werden. 
An dem Gefügeübergang CL-EQ und den jeweiligen Referenzgefügen wird 
gezeigt, welchen Einfluss die unterschiedlichen Gefügebestandteile auf das 
Rissschließ- und damit auf das Rissausbreitungsverhalten haben.  
6.1 Aluminiumlegierung 7050 
Nach den ersten, parallel zu der mechanischen Charakterisierung des Um-
formgradienten durchgeführten, Ermüdungsversuchen an unverformtem Ma-
terial wurde festgestellt, dass sich die Krümmung der Rissfront über mehrere 
Millimeter zwischen Oberfläche und Probenmitte erstreckte. Zusätzlich erga-
ben sich bei der Risslängenmessung an der Oberfläche Unterschiede von bis 
zu 4 mm von einer Oberfläche zur Anderen. Das bedeutet, die Rissfront war 
nicht nur stark gekrümmt sondern verlief teilweise extrem schräg durch die 
Probe. Um diese Fehlerquellen zu beheben, wurde eine Probe mit seitlicher 
Kerbe gefertigt. Dadurch wird der ebene Spannungszustand an der Oberflä-
che aufgehoben und der Spannungszustand entspricht stärker dem Span-
nungszustand innerhalb der Probe. Durch die Reduzierung des Querschnitts 
der CT-Probe läuft der Riss innerhalb der Kerbe im Kerbgrund. Allerdings 
war es auch nach aufwändigen Präparationsversuchen nicht möglich, die 
Rissspitze im Kerbgrund mittels Mikroskop während der Messung dauerhaft 
zu erkennen. Aufgrund dessen war es nicht möglich die Risslänge während 
des Versuchs zu messen.  
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Zur Ermittlung des Einflusses des Verformungsgradienten auf die Ermü-
dungsrissausbreitung ist es notwendig, die Position der Rissfront in dem 
Gradienten genau zu kennen, um die Messung den jeweiligen lokalen Eigen-
schaften zuordnen zu können. Aus oben beschriebenen Gründen war dies 
nicht möglich.  
Zusätzlich ergab die Charakterisierung des Gradienten durch Messung der 
mechanischen Eigenschaften Härte, 0,2 % Dehngrenze und Zugfestigkeit 
keine eindeutigen Informationen über die Höhe des lokalen Umformgrads. 
Da demnach weder die Position der Rissfront noch die lokalen Eigenschaften 
an einem bestimmten Punkt experimentell bestimmt werden konnten, wurden 
die Ermüdungsexperimente an dem Verformungsgradienten in der Legierung 
Al7050 nicht fortgesetzt.  
 
6.2 Titanlegierung Ti-6Al-4V 
6.2.1 Rissschließung in homogenen Referenzgefügen 
In Abbildung 6.1 sind die Ergebnisse der Rissschließmessungen der homo-
genen Referenzgefüge CL und EQ dargestellt. Die Höhe der Rissschließbe-
lastung wird von der statischen Größe Kmax bestimmt, weshalb in den Dia-
grammen Kop über Kmax dargestellt ist. Für die unterschiedlichen Gefüge sind 
jeweils die Werte von zwei Proben aufgetragen. Die Rissöffnungslast Kop 
steigt für beide Gefüge mit zunehmender maximaler Spannungsintensität 
Kmax an. Die Werte von CL liegen bei gleichem Kmax deutlich über den Wer-
ten von EQ.  
In EQ steigt Kop von 3 MPam
1/2 bei Kmax=7 MPam
1/2 zu Beginn der Messung 
auf Werte von 5 MPam1/2 bei Kmax=26 MPam
1/2 am Ende der Messung an.  
In CL steigt Kop von 4 MPam
1/2 stetig auf Werte von 10 MPam1/2 bei 
Kmax=25 MPam
1/2. Bei Spannungsintensitätswerten für Kmax oberhalb von 
25 MPam1/2 steigt die Rissschließung schwächer, es ergibt sich ein Abknik-
ken der Kurve und damit zwei Kurvenbereiche.  
In der Titanlegierung Ti-6Al-4V treten in Abhängigkeit des vorliegenden Ge-
füges sowohl plastizitätsinduzierte (PIRS) als auch rauigkeitsinduzierte Riss-
schließung (RIRS) auf. Zur Ermittlung, welcher Rissschließmechanismus 
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vorliegt, kann der in Abschnitt 2.2.2 beschriebene Einfluss der Belastungsge-
schichte (load history Effekt) ausgenutzt werden. Um zu prüfen, ob PIRS mit 
Einfluss der Belastungsgeschichte oder RIRS ohne Einfluss der Belastungs-
geschichte vorliegen, wurde Kop nach Lastabsenkungen gemessen. Zeigt Kop 
eine deutliche Abhängigkeit von ∆K liegt RIRS vor, zeigt Kop hingegen keine 
oder nur geringe Abhängigkeit von ∆K liegt PIRS vor.  
 
Abbildung 6.1: Rissschließverhalten der homogenen Referenzgefüge 
 
Entlastungsexperimente 
Die Rissschließmechanismen der RIRS und der PIRS unterscheiden sich wie 
in Abschnitt 2.2 beschrieben durch den Einfluss der Belastungsgeschichte. 
Bei RIRS tritt dieser Effekt nicht auf, wohingegen bei  es bei PIRS einen Ein-
fluss der vorangegangenen Belastung (Kmax) auf die Höhe der Rissschließbe-
lastung (Kop) gibt. Aus früheren Arbeiten (Wang 1997, Burghardt 2002) ist 
bekannt, dass globulare Titangefüge überwiegend PIRS und lamellare Gefü-
ge überwiegend RIRS als dominierenden Rissschließmechanismus über ei-
nen großen Belastungsbereich zeigen. Durch die Messung von Kop nach ei-
nem Absenken der Last  an den homogenen Referenzproben wird überprüft, 
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ob dies eine Methode ist, über den Einfluss der Belastungsgeschichte den 
vorliegenden Rissschließmechanismus zu bestimmen. 
Die Ergebnisse der Entlastungsexperimente der homogenen Referenzproben 
sind in Abbildungen 6.2 a und 6.2 b dargestellt. Die Messungen, bei denen 
Entlastungen durchgeführt wurden, sind durch geschlossene Symbole dar-
gestellt und die entsprechenden bei der niedrigen Belastung ermittelten Wer-
te für K*op sind durch Pfeile markiert. In EQ liegen die gemessenen Werte für 
K*op der Lastabsenkungen über dem gesamten gemessenen Belastungsbe-
reich oberhalb der Ausgangskurve. Es stellt sich bei keiner Lastabsenkung 
das der Belastung entsprechende Kop ein. Dies wird durch den Einfluss der 
Belastungsgeschichte, der ein charakteristisches Merkmal der plastizitätsin-
duzierten Rissschließung darstellt, hervorgerufen. Im homogenen Gefüge EQ 
dominiert über den gesamten betrachteten Belastungsbereich die PIRS. 
Bei Lastabsenkungen  in CL im Bereich I stellt sich für jede Entlastung, der 
der abgesenkten Belastung entsprechende Wert für Kop ein, womit die 
Messwerte auf der Ausgangskurve liegen. Das bedeutet die vorangegangene 
Belastung hat keinen messbaren Einfluss auf die Rissschließung bei der ab-
gesenkten Belastung, demnach ist in diesem Bereich RIRS der aktive Riss-
schließmechanismus. 
Bei Lastabsenkungen, die im Belastungsbereich II durchgeführt wurden, lie-
gen die Werte für K*op oberhalb der Ausgangskurve und zeigen somit einen 
Einfluss der vorangegangenen Belastung. Demnach wechselt der Riss-
schließmechanismus beim Übergang von Belastungsbereich I in Belastungs-
bereich II von RIRS zu PIRS. Dieser Übergang wird im Folgenden mit ∆Ktr 
bezeichnet und liegt bei einer Schwingbreite der Spannungsintensität von 
∆Ktr=22 MPam
1/2. 
Mithilfe der Lastabsenkungen konnte somit gezeigt werden, dass die Metho-
de der Lastabsenkungen den vorliegenden Rissschließmechanismus identifi-
zieren kann. Weiterhin konnte gezeigt werden, dass in dem Belastungsbe-
reich von Kmax=7 MPam
1/2 bis Kmax=22MPam
1/2 die beiden unterschiedlichen 
Gefüge unterschiedliche Rissschließmechanismen zeigen. 
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Abbildung 6.2 a: Referenzgefüge EQ 












































Abbildung 6.2 b: Referenzgefüge CL 








Abbildungen 6.3 a-c zeigen rasterelektronenmikroskopische Aufnahmen der 
durch Ermüdungsrissausbreitung erzeugten Bruchflächen der Referenzprobe 
EQ. Die Bruchflächen zeigen makroskopisch glatte Bruchflächen mit pla-
stisch verformter Struktur. Auf der Bruchfläche der geringen Belastung bei 
einem ∆K=6,5 MPam1/2 sind einige kleine Facetten (mit Pfeilen markiert) zu 
erkennen, die darauf hinweisen, dass in diesen Bereichen die Rissausbrei-
tung kristallografisch orientiert stattfindet, Abbildung 6.3 a. Bei höheren ∆K 
Werten von 13 MPam1/2 (Abbildung 6.3 b) und 23 MPam1/2 (Abbildung 6.3 c) 
sind auf den Bruchflächen keine facettierten Bereiche zu erkennen. Dies ist 
ein Anzeichen dafür, dass der Wechsel von kristallografisch orientierter zu 
kristallografisch nicht orientierter Rissausbreitung in EQ bei Schwingbreiten 
der Spannungsintensität im Bereich des Schwellwertes der Rissausbreitung 
stattfindet. 
Abbildungen 6.4 a-c zeigen Bruchflächen der Ermüdungsproben mit CL Ge-
füge, die bei niedrigem (9 MPam1/2), mittlerem (13 MPam1/2) und hohem ∆K 
(30 MPam1/2) entstanden sind. Unabhängig von der Belastung entstehen 
raue, facettierte Bruchflächen, die auf kristallographisch orientierte Rissaus-
breitung hinweisen. Obwohl nach den Ergebnissen der Entlastungsexperi-
mente bei ∆K=30 MPam1/2 PIRS der aktive Rissschließmechanismus ist, sind 
auch bei dieser Belastung facettierte Bereiche auf der Bruchfläche (Abbil-
dung 6.4 c) zu erkennen. 
Die in Abbildung 6.5 und Abbildung 6.6 dargestellten Rissprofile zeigen ein-
deutig, dass der Risspfad im CL Gefüge stärker ausgelenkt ist als im Gefüge 
EQ. Dies wird durch die unterschiedlichen Rissausbreitungsmechanismen 
hervorgerufen. Im Gefüge CL breitet sich der Riss in Abhängigkeit zur kristal-
lografischen Orientierung aus, was in Verbindung mit den großen Lamellen-
paketen zu großen Auslenkungen führt. Im Gefüge EQ breitet sich der Riss 
kristallografisch nicht orientiert aus und lenkt daher wenig aus der Normalen 
zur Belastungsrichtung aus. 
 





Abbildung 6.3 a: bei ∆K=6,5 MPam1/2 
20 µm
 
Abbildung 6.3 b: bei ∆K=13 MPam1/2 
20 µm
 
Abbildung 6.3 c: bei ∆K=23 MPam1/2 









Abbildung 6.4 a: bei ∆K=9 MPam1/2 
500 µm
 
Abbildung 6.4 b: bei ∆K=13 MPam1/2 
500 µm
 
Abbildung 6.4 c: bei ∆K=30 MPam1/2 
Abbildung 6.4: Rasterelektronenmikroskopische Aufnahme der Bruchfläche in CL bei unter-
schiedlicher Belastung 
 












Abbildung 6.6: Profil des Risspfads der Referenzprobe CL 
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Die quantitative Auswertung der Rissprofile wurde wie in Abschnitt 3.3 be-
schrieben durchgeführt. Die Ergebnisse für den Rauigkeitsparameter RL sind 
in Abbildung 6.7 a und 6.7 b für beide Gefüge in Abhängigkeit von Kmax dar-
gestellt. Dieser zeigt weder eine Abhängigkeit vom Gefüge noch von der Hö-
he der Belastung und liegt bei beiden Gefügen bei einem Wert von RL=1,25. 
Das bedeutet, die Bruchflächen sind für beide Referenzgefüge gleich groß. 
Dieser Wert gibt keine Information über die Höhe der Unebenheiten auf der 
Bruchfläche. Zur Beschreibung der Rauigkeit wurden im Modell von Wang 
und Müller (1998) die Standardabweichung der Höhen- sowie der Winkelver-
teilung SH und Sθ zur Berechnung der Rissschließung bei kristallographischer 
Rissausbreitung bestimmt. In dem Referenzefüge EQ bei PIRS gibt es kei-
nen Zusammenhang zwischen den Größen SH und Sθ und der Rissschließ-
belastung Kop. Zur quantitativen Erfassung der Bruchfläche für den Vergleich 
mit den Bruchflächen der EQ Bereiche in den Übergangsproben wurden die 
Parameter SH und Sθ dennoch bestimmt. In dem groben Gefüge CL steigt SH 
mit Kmax, ausgehend von SH=80 µm, bis zu einem Wert von SH= 160 µm bei 
Kmax= 25 MPam
1/2 stark an. Dieser Kmax Wert entspricht dem Ktr=25 MPam
1/2, 
bei dem sich im Gefüge CL der Rissausbreitungsmechanismus ändert. 
Oberhalb dieses Wertes breitet sich der Riss kristallografisch nicht orientiert 
aus und es stellt sich für SH ein konstanter Wert von etwa 100 µm ein. In dem 
feineren EQ Gefüge zeigt sich eine gleichmäßige Abnahme von SH=80 µm 
auf SH=40 µm mit steigendem Kmax (Abbildung 6.7 c und 6.7 d). Der Wert für 
Sθ nimmt im CL Gefüge mit zunehmender Spannungsintensität leicht zu, wo-
hingegen er im EQ Gefüge leicht abnimmt, Abbildung 6.7 e und 6.7 f. 
 



















Abbildung 6.7 a: Rauigkeitsparameter RL 















Abbildung 6.7 b: Rauigkeitsparameter RL 




























Abbildung 6.7 c: Standardabweichung der 
Höhenverteilung SH  





















Abbildung 6.7 d: Standardabweichung der 
Höhenverteilung SH  





















Abbildung 6.7 e: Standardabweichung der 
Winkelverteilung Sθ 




















Abbildung 6.7 f: Standardabweichung der 
Winkelverteilung Sθ 
Abbildung 6.7: Rauigkeitsparameter der Referenzgefüge CL (links) und EQ (rechts). über 
der Spannungsintensität aufgetragen 
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Wie in Abschnitt 2 beschrieben, haben Wang und Müller ein Modell entwik-
kelt, mit dem die Rissschließbelastung bei RIRS aus Kmax und den Rauig-
keitsparametern SH und Sθ berechnen lässt (Gleichung 6.1). Dieser Zusam-
menhang leitet sich aus einer geometrischen Betrachtung des Risspfads ab 
und gilt ausschließlich für rauigkeitsinduzierte Rissschließung und damit für 
die Rissschließung im lamellaren Gefüge CL unterhalb von Ktr. Mit ν=0,3, der 
Streckgrenze Rp0,2=908 MPa aus dem Zugversuch ermittelt, SH nach Glei-
chung 6.2 an den Bruchflächen ermittelt und Sθ=37° als Mittelwert der Mes-









θ⋅⋅⋅⋅ν−⋅η=  Gl. 6.1 
η: Fitparameter      ν: Querkontraktionszahl       Rp0,2: Streckgrenze 
 
 
maxH K7,437S ⋅+=  Gl. 6.2 
 
 
Abbildung 6.8 zeigt eine Gegenüberstellung der Messung und der Berech-
nung von Kop. Die berechnete Kurve stimmt bis zum Erreichen von 
Kmax=Ktr=25 MPam
1/2 gut mit den Messwerten überein, lediglich einige Werte 
im Bereich von Kmax=20 MPam
1/2 weichen etwas von dem berechneten Kur-
venverlauf ab. Bei Belastungen oberhalb von Ktr nimmt Kop nur noch wenig 
zu und die Messwerte liegen deutlich unterhalb der berechneten Kurve. Das 
starke Abweichen der Messwerte von der Kurve bei Kmax>25 MPam
1/2 resul-
tiert aus dem Wechsel im Rissschließmechanismus. Hier zeigt sich, dass 
nach Einsetzen von PIRS das Modell von Wang und Müller (1998) die Ab-
hängigkeit Kop von Kmax nicht wiedergibt. 
Die Ergebnisse der Messungen an den homogenen Referenzgefügen zei-
gen, dass die Rissschließung im Gefüge CL über den gesamten Belastungs-
bereich deutlich höher liegt als im Gefüge EQ. Weiterhin konnte gezeigt wer-
den, dass in EQ PIRS der dominante Rissschließmechanismus ist.  
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In CL dominiert bei niedrigen Belastungen RIRS und es kommt zu einem be-
lastungsinduzierten Übergang zu PIRS bei einem ∆Ktr=22,5 MPam
1/2. Das 
bedeutet, bei einer Schwingbreite von ∆K=13 MPam1/2, bei der die Messun-
gen an den Gefügeübergängen durchgeführt wurden, schließt der Riss in 
EQ(Ref.) plastizitätsinduziert und in CL(Ref.) rauigkeitsinduziert. 
 




































Abbildung 6.8: Rissschließkurven mit dem berechneten Verlauf für RIRS und Ktr 
 
 




6.2.2 Rissschließung in Übergangsproben 
Die Ergebnisse der Übergangsproben sind zur leichteren Vergleichbarkeit in 
allen Diagrammen unabhängig von der Rissausbreitungsrichtung so aufge-
tragen, dass links die Werte für den CL Bereich der Probe und rechts die 
Werte für den EQ Bereich der Probe aufgetragen sind. Dafür wurden die 
Messwerte für die Rissausbreitungsrichtung von EQ nach CL (EQ>CL) inver-
tiert. 
In Abbildung 6.9 sind die Ergebnisse der Rissschließmessungen der Über-
gangsproben dargestellt. Die Rissöffnungslast Kop ist in Abhängigkeit vom 
Abstand der Rissspitze zum Gefügeübergang aufgetragen. Bei der Rissaus-
breitungsrichtung EQ>CL (im Diagramm von rechts nach links dargestellt) 
stellt sich im EQ Bereich der Probe ein konstantes Kop= 3,7 MPam
1/2 ein. 
Dieses Kop entspricht dem Wert, der sich bei ∆K=13 MPam
1/2 auch in der 
EQ-Referenzprobe einstellt. Erreicht die Rissspitze den Gefügeübergang, 
steigt Kop linear mit einer Steigung von m=0,52 an, bis ein Wert von 
7 MPam1/2 erreicht ist und bleibt bis zum Ende der Messung konstant. Dieser 
Wert liegt etwas über dem Kop=6,3 MPam
1/2, das sich bei einem ∆K von 
13 MPam1/2 in der CL-Referenzprobe einstellt. Der lineare Anstieg im Über-
gangsbereich findet auf einer Länge von 6 mm statt, obwohl dieser nach Ge-
fügeanalyse eine Breite von nur 4 mm hat. In der Übergangsprobe CL>EQ 
stellt sich im CL Bereich ebenfalls ein konstantes Kop von 7 MPam
1/2 ein. 
Breitet sich der Riss in den Übergangsbereich aus, sinkt Kop mit zunehmen-
dem Abstand zum Gefügeübergang linear mit einer Steigung von m=-0,21 
ab. Die unterschiedlichen Vorzeichen der Steigung ergeben sich durch die 
Ausbreitungsrichtung des Risses und sind aufgrund der oben beschriebenen 
Anpassung der Kurvenverläufe in Abbildung 6.9 nicht wiedergegeben. Der 
Betrag der Steigung der linearen Abnahme in Ausbreitungsrichtung CL>EQ 
ist um mehr als einen Faktor 2 geringer als der Betrag des linearen Anstiegs 
in der Ausbreitungsrichtung EQ>CL. Dadurch liegen die Werte von Kop für 
CL>EQ bei gleichem ∆K im linearen Bereich deutlich über den Werten von 
EQ>CL. Nach einer Rissausbreitung von 8 mm ab dem Beginn des Gefüge-
übergangs ist ein Kop von 5 MPam
1/2 erreicht. Aufgrund der Probenabmes-
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sungen konnten keine Messungen bei größeren Risslängen durchgeführt 
werden. Der aus den vorliegenden Daten zu erwartende Verlauf ist in Abbil-
dung 6.9 als gestrichelte Linie dargestellt. 
Die Rissschließung ist in den CL Bereichen der Übergangsproben mit 
Kop=7 MPam
1/2 etwas höher als in der CL-Referenzprobe, in der sich bei ei-
nem ∆K=13 MPam1/2 ein Kop von 6,3 MPam
1/2 einstellt. Auf den Bruchflächen 
beider Ausbreitungsrichtungen der Übergangsproben wird in diesem Bereich 
ein konstanter Wert von SH=112 µm gemessen. Wird dieses SH in Gleichung 
6.1 eingesetzt, errechnet man eine Rissschließbelastung von Kop=7 MPam
1/2, 
die der in den Übergangsproben gemessenen entspricht. 
 
 
























Abstand vom Übergang [mm]
Rissausbreitungsrichtung
       CL>EQ





Messung bei konstantem ∆K
 
Abbildung 6.9: Rissschließverhalten bei Rissausbreitung durch den Gefügeübergang in un-
terschiedlicher Richtung. 
 




Abbildung 6.10 zeigt die Bruchfläche einer Übergangsprobe direkt am Gefü-
geübergang. Die Bruchflächenmorphologie geht von einer rauen, facettierten 
Bruchfläche im CL Bereich der Probe in eine makroskopisch glatte Bruchflä-
che mit starken Verformungen im EQ Bereich der Probe über. In einer De-
tailaufnahme aus dem Übergangsbereich (Abbildung 6.11) ist zu erkennen, 
dass die Bruchflächenmorphologie nicht abrupt wechselt, sondern in einem 





Abbildung 6.10: Rasterelektronenmikroskopische Aufnahme der Bruchfläche am Gefüge-
übergang CL-EQ bei ∆K=13 MPam1/2 
 





Abbildung 6.11: Rasterelektronenmikroskopische Aufnahme der Bruchfläche im Übergangs-
bereich mit facettierten und plastisch verformten Anteilen 
 
Abbildung 6.12 zeigt das Profil des Risspfads und das darunter liegende Ge-
füge über den Gefügeübergang. Eine Änderung der Rissauslenkung und 
damit der Rauigkeit ist qualitativ nicht zu erkennen. Um Aussagen über die 
Rauigkeit zu treffen, wurden Bilder von Rissprofilen nach der von Wang 
(1997) beschriebenen Methode (siehe Abschnitt 3.2) quantitativ ausgewertet, 
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Abstand vom Übergang [mm]  
Abbildung. 6.13 a: Rauigkeitsparameter RL 












Abstand vom Übergang [mm]  
Abbildung 6.13 b: Rauigkeitsparameter RL 

















Abstand vom Übergang [mm]
Rissausbreitungsrichtung
       CL>EQ
 
Abbildung 6.13 c: Standardabweichung der 
Höhenverteilung SH 



















Abstand vom Übergang [mm]  
Abbildung 6.13 d: Standardabweichung der 
Höhenverteilung SH  















Abstand vom Übergang [mm]  
Abbildung 6.13 e: Standardabweichung der 
Winkelverteilung Sθ  
















Abstand vom Übergang [mm]  
Abbildung 6.13 f: Standardabweichung der 
Winkelverteilung Sθ 
Abbildung 6.13: Rauigkeitsparameter der Übergangsproben in Ausbreitungsrichtung CL>EQ 
(links) und EQ>CL (rechts), wobei die Messwerte des Gefüges CL bei negati-
ven x-Werten dargestellt sind. 
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Die Rauigkeitsparameter RL und Sθ sind, wie in den Referenzproben 
beobachtet, unabhängig vom Gefüge und damit vom Ort in der Probe. RL hat 
einen konstanten Wert von etwa 1,25 und Sθ liegt bei 37°, somit entsprechen 
die in den Übergangsproben gemessenen Werte denen der Referenzproben.  
Der Wert für SH wird wie in den Referenzproben auch in den Übergangspro-
ben vom Gefüge bestimmt. In den Übergangsproben stellt sich unabhängig 
von der Rissausbreitungsrichtung im CL Bereich der Proben ein mittlerer 
Wert für SH von 112 µm ein. Bei der Rissausbreitungsrichtung EQ>CL ergibt 
sich ein linearer Bereich in dem SH über eine Strecke von 5 mm zunimmt, 
und von 57 µm im EQ Bereich auf den Wert von 112 µm im CL Bereich der 
Probe ansteigt. Breitet sich der Riss in der Richtung CL>EQ aus ergibt sich 
ein schwächeres Absinken der Messwerte, die erst in einem Abstand von 6-
7 mm zum Übergang Werte im Bereich von 60 µm erreichen. Vergleicht man 
die Entwicklung der Messwerte der beiden Rissausbreitungsrichtungen mit-
einander, ergibt sich für CL>EQ ein geringerer Betrag der Steigung im Über-
gangsbereich und eine größere Streuung der Messwerte. Die Verläufe der 
Werte für SH über dem Ort in der Probe, sind vergleichbar mit den Verläufen 
der Rissschließung über dem Ort. Bei Ausbreitung in Richtung EQ>CL, bei 
steigender Rissschließung, zeigt die Kurve deutliche Plateaus in den homo-
genen Bereichen der Probe und dazwischen auf 4-5 mm einen linearen An-
stieg. In Ausbreitungsrichtung CL>EQ, bei abnehmender Rissschließung, 
fällt die Kurve nach Erreichen des Übergangs mit geringerer Steigung ab und 
erreicht das niedrigere Plateau nicht. 
 
Entlastungsexperimente 
Wie in Abschnitt 6.2.1 beschrieben, konnte gezeigt werden, dass durch 
Lastabsenkungen der dominierende Rissschließmechanismus identifiziert 
werden kann. Daher wurden bei den Übergangsproben in beide Ausbrei-
tungsrichtungen Entlastungen durchgeführt. Die Entlastungsexperimente in 
der Ausbreitungsrichtung EQ>CL (Abbildung 6.14 a) führen im EQ Bereich 
der Probe zu einem minimalen Absinken von Kop bei Absenken der Bela-
stung ∆K. Im CL Bereich der Probe ist das K*op der Entlastung deutlich nied-
riger als das Kop der ursprünglichen Belastung. Im Übergangsbereich der 
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Probe nimmt der Unterschied der Kop Messwerte von EQ nach CL langsam 
zu. Das bedeutet, bei Entlastungen führt der Einfluss der Belastungsge-
schichte dazu, dass im Gefüge EQ die Rissschließbelastung bei Absenkung 
von ∆K nahezu konstant bleibt. Breitet sich der Riss über den Gefügeüber-
gang aus, nimmt dieser Einfluss stetig ab. Im CL Gefüge bewirkt eine 
Lastabsenkung ein deutliches Absenken von Kop, ein Einfluss der Bela-
stungsgeschichte tritt hier nicht mehr auf.  
Die Rissschließmessungen der Ausbreitungsrichtung CL>EQ (Abbildung 
6.14 a) zeigen ähnliches Verhalten. In den homogenen Bereichen verhält 
sich die Rissschließung bei Absenken der Belastung entsprechend den ho-
mogenen Referenzproben und das Kop nimmt nach einer Lastabsenkung im 
CL Bereich deutlich und im EQ Bereich nur wenig ab. Im Übergangsbereich 
nähern sich die Messwerte mit steigender Risslänge einander an. Um dies zu 
veranschaulichen, sind die Kop Werte der Referenzgefüge den Werten der 
EQ und CL Anteile der Übergangsprobe gegenübergestellt. Diese Werte sind 
mit dem abgesenkten K*max (1,3*Kop der ursprünglichen Belastung) in Abbil-
dung 6.8 ermittelt worden und entsprechen den Kop bei ansteigender Bela-
stung. Im CL Teil der Übergangsproben stimmen die Werte der Übergangs-
proben mit den Referenzproben überein. Im EQ Teil der Proben liegen die 
Werte der Referenzproben deutlich unter den K*op der Übergangsproben. 
Demnach  wechselt der Rissschließmechanismus innerhalb des Übergangs 
von RIRS nach PIRS  bei CL>EQ und von PIRS nach RIRS bei EQ>CL.  
Der Einfluss der Belastungsgeschichte nimmt im Verlauf des Übergangs von 
CL nach EQ in beiden Rissausbreitungsrichtungen zu. Obwohl sich die Höhe 
von Kop über den Übergang für die unterschiedlichen Rissausbreitungsrich-
tungen unterscheidet, zeigen die Proben vergleichbares Verhalten bei 
Lastabsenkung. 
 





















































Abbildung 6.14 a: Rissausbreitungsrichtung EQ>CL 

















































Abbildung 6.14 b: Rissausbreitungsrichtung CL>EQ 
Abbildung 6.14: Einfluss von Lastabsenkungen auf Kop in den Übergangsproben in Abhän-
gigkeit der Rissausbreitungsrichtung 
 
 




Der Einfluss des Risspfads auf die Höhe der Rissschließung wird untersucht, 
indem der Risspfad nach Abschluss der Rissausbreitungsmessungen 
schrittweise entfernt und nach jedem Schritt die Rissschließung gemessen 
wird. Um weitere Rissausbreitung während der Kop-Messungen zu vermeiden 
bzw. zu minimieren, wurde ∆K abgesenkt. Bei der Probe mit Rissausbrei-
tungsrichtung EQ>CL liegt bei Abschluss der Messungen mit 
∆K=13 MPam1/2 ein Kop von 7 MPam
1/2 vor. In Anlehnung an die Ent-
lastungsexperimente wurde zur Messung ein ∆K von 8 MPam1/2 
(Kmax=8,9 MPam
1/2) gewählt, welches zu einem Kop von etwa 6 MPam
1/2 
führt. In der Probe mit Rissausbreitungsrichtung CL>EQ liegt bei Abschluss 
der Rissausbreitungsmessung ein Kop von 5,5 MPam
1/2, sodass sich bei ei-
ner Messung mit einem ∆K von 6 MPam1/2 (Kmax=6,7 Mpam
1/2) ein Kop von 
4,8 MPam1/2 einstellt. 
Die Ergebnisse dieser Messungen sind in den Abbildungen 6.15 a+b) darge-
stellt. Die gemessenen Kop Werte sind über dem verbleibenden Risspfad ∆a 
aufgetragen. Durch die Lastabsenkung von ∆K=13 MPam1/2 auf 
∆K=8 MPam1/2 nimmt Kop in EQ>CL von 7 MPam
1/2 auf 5,7 MPam1/2 ab. Die-
ser Startwert bleibt während der Risspfadentfernung konstant, bis der EQ 
Bereich der Probe und der Übergangsbereich entfernt sind. Erst bei Entfer-
nen des Risspfads im CL Bereich der Probe fällt Kop linear ab, bis ein 
Kop=4,3 MPam
1/2 für eine verbleibende Risspfadlänge von 1 mm erreicht ist. 
Berechnet man mit der im CL Bereich der Probe vorliegenden SH=112 µm 
die Rissschließbelastung nach Müller und Wang (1998) ergibt sich Kop(CL 
Ref.)=5,5 MPam1/2. Dies entspricht der Rissschließbelastung für 
∆K=8 MPam1/2. Durch die Entfernung des Risspfads fällt Kop demnach unter 
den berechneten Wert Kop(CL Ref.) ab. 
In der Übergangsprobe mit Ausbreitungsrichtung CL>EQ stellt sich trotz 
Lastabsenkung von ∆K=13 MPam1/2 auf ∆K=6 MPam1/2 vor der Risspfa-
dentfernung ein Kop von 4,8 MPam
1/2 als Startwert ein, welches dem 
Kop(CL>EQ) der Rissschließmessung bei ∆K=13 MPam
1/2 an dieser Stelle 
entspricht. Das bedeutet, die Rissschließbelastung ändert sich bei der 
Lastabsenkung von ∆K=13 MPam1/2 auf ∆K=6 MPam1/2 nicht. Während der 
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Risspfadentfernung bleibt die Rissschließbelastung konstant, solange der CL 
Anfangsbereich des Risspfads entfernt wird. Durch die Entfernung des Über-
gangsbereiches fällt Kop über eine Strecke von 4 mm linear auf 4,4 MPam
1/2 
ab.  
Wird der EQ Bereich des Risspfads entfernt, führt dies zu einem stärkeren 
Absinken von Kop. Bei einem verbleibenden Risspfad von 1 mm stellt sich ein 
Kop von 3,3 MPam
1/2 ein, das deutlich unter dem Kop(EQ Ref.)=4 MPam
1/2 bei 
∆K=13 MPam1/2 liegt. Das bedeutet, die Rissschließung wird durch den 
Übergangsbereich bis 10 mm hinter der Rissspitze beeinflusst. 



































Abbildung 6.15 a: Entfernen des Risspfads bei Rissausbreitungsrichtung EQ>CL 
































Abbildung 6.15 b: Entfernen des Risspfads bei Rissausbreitungsrichtung  CL>EQ 
Abbildung 6.15: Entwicklung der Rissschließung bei Entfernung des Risspfads in Abhängig-
keit von dem hinter der Rissspitze verbleibenden Risspfad 






In Abbildung 6.16 sind die gemessenen Rissausbreitungsgeschwindigkeiten 
da/dN der homogenen Referenzgefüge über der jeweiligen Schwingbreite 
der Spannungsintensität aufgetragen. Um die Messwerte anzupassen, wurde 
mit den vorgegebenen Randbedingungen die Paris-Gleichung numerisch 
integriert, um Rissverlängerungskurven zu berechnen. In einem iterativen 
Prozess wurden die Parameter c und m variiert und dadurch die berechneten 
Kurven an die Messwerte, wie in Abbildung 6.17 dargestellt ist, angepasst. 
Auf diese Weise wurde ein Parametersatz für c und m ermittelt, der einge-
setzt in die Paris-Gleichung das Rissausbreitungsverhalten beschreibt. Für c 
und m ergeben sich dadurch Werte von c=3,95*10-13 und m=4,2 für CL (Ref.) 
und c=2,57*10-13 und m=4 für EQ (Ref.). Die Rissausbreitungsgeschwindig-
keit ist in EQ bei gleichem ∆K größer als in CL. Die niedrigere Rissschließbe-
lastung in EQ führt demnach zu einer höheren Rissausbreitungsgeschwin-
digkeit bei gleicher nomineller Schwingbreite der Spannungsintensität ∆Knom.  
Die in Abbildung 6.17 dargestellten Rissverlängerungskurven der beiden Ge-
füge sind nicht direkt miteinander vergleichbar, da die Anfangsrisslänge a0 
und die Schwingbreite der Kraft ∆F, mit denen diese Kurven aufgenommen 
wurden, nicht gleich sind. Um den Einfluss der unterschiedlichen Rissaus-
breitungsgeschwindigkeiten in den unterschiedlichen Gefügen zu verdeutli-
chen, wurden mit den ermittelten Parametern c und m Rissverlängerungs-
kurven (a-N Kurven) für die jeweiligen Gefüge mit gleichen Randbedingun-
gen (Anfangsrisslänge a0=10 mm und Schwingbreite der Last ∆F=2 kN) be-
rechnet und in Abbildung 6.18 dargestellt. 
In Abbildung 6.19 sind die gemessenen Rissausbreitungsgeschwindigkeiten 
über ∆Keff aufgetragen. Die Rissausbreitungskurven verschieben sich da-
durch zu kleineren ∆K Werten und die Differenz zwischen den Rissausbrei-
tungsgeschwindigkeiten in beiden Gefügen wird kleiner.  
Der Vergleich zwischen der Auftragung von ∆Knom und ∆Keff zeigt, dass der 
Unterschied der Ausbreitungsgeschwindigkeiten zum größten Teil auf die 
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Rissschließung zurückzuführen ist. Dies verdeutlicht den Einfluss der unter-
schiedlich hohen Rissschließbelastung beider Gefüge auf die Ausbreitungs-
geschwindigkeit.  
 





















Abbildung 6.16: Rissausbreitungsgeschwindigkeit in den homogenen Referenzgefügen  
 




























Abbildung 6.17: Rissverlängerungskurven der homogenen Referenzgefüge  
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Abbildung 6.19: Rissausbreitungsgeschwindigkeiten der homogenen Referenzgefüge in 
Abhängigkeit der effektiven Schwingbreite der Spannungsintensität 
 
 




Die Rissausbreitungsgeschwindigkeit wurde in den Übergangsproben, wie 
die Rissschließung, bei konstantem ∆K=13 MPam1/2 gemessen und in Abbil-
dung 6.20 über dem Abstand vom Gefügeübergang aufgetragen. Es wird 
trotz der großen Streuung der Messwerte deutlich, dass die Geschwindigkeit 
in Ausbreitungsrichtung CL>EQ über den gesamten Übergang im Mittel we-
nig ansteigt. In Ausbreitungsrichtung EQ>CL entspricht die Ausbreitungsge-
schwindigkeit in den homogenen Gefügeanteilen der Übergangsprobe den 
Werten der Referenzproben und bildet im Übergangsbereich einen stetigen 
Anstieg von der niedrigeren Geschwindigkeit im CL Bereich zu der höheren 
Geschwindigkeit im EQ Bereich der Probe. Die Abgrenzung dieses Über-
gangs ist aufgrund der Streuung der Messwerte nicht eindeutig möglich. In 
den beiden Rissausbreitungskurven spiegelt sich das Verhalten der Riss-
schließung wider. In der Ausbreitungsrichtung EQ>CL gibt es einen deutli-
chen Einfluss des Gefüges auf die Ausbreitungsgeschwindigkeit, der von der 
Rissschließung hervorgerufen wird. In Ausbreitungsrichtung CL>EQ, in der 
sich die Rissschließung, wie in Abbildung 6.9 dargestellt ist,  über die Probe 
nicht so stark ändert, nimmt auch die Ausbreitungsgeschwindigkeit nur wenig 
zu. 
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Durch eine Wärmebehandlung am β-Transus wurden durch Variation der 
Abkühlgeschwindigkeiten und Folgeglühungen unterschiedliche Gefügeüber-
gänge eingestellt. Diese zeichnen sich dadurch aus, dass sich in einem klei-
nen Bereich der Probe die Gefügeabmessungen stark ändern und zwei deut-
lich unterschiedliche Gefügemorphologien nebeneinander vorliegen. Die Ge-
fügeanalyse zeigt, dass der Übergang fließend ist und sich in einem Über-
gangsbereich die Gefügeanteile stetig ändern. Im Gegensatz zu früheren 
Arbeiten (Siber 1999, Berg et al. 1997 und Müller und Burghardt 2002), in 
denen flache Gefügegradienten untersucht wurden, gelang es in dieser Ar-
beit steile Gefügegradienten einzustellen, um das Rissausbreitungsverhalten 
zu untersuchen. 
Die Gefügeübergänge CL-EQ und FL-DP unterscheiden sich nicht allein in 
den Eigenschaften der jeweiligen Gefügebestandteile voneinander, sondern 
auch in der Charakteristik des Übergangs. Der Gefügeübergang CL-EQ hat 
einen Übergangsbereich, in dem globulare und lamellare Anteile vorliegen. 
Auf einer Länge von 4 mm ändert sich der Volumenanteil der Gefügebe-
standteile linear. Der Volumenanteil der Lamellen im globularen Gefüge 
nimmt zu, bis ausschließlich lamellares Gefüge vorliegt. Im EQ Bereich liegt, 
durch den Temperaturgradienten während der Glühung hervorgerufen, zu-
sätzlich ein schwacher Gradient in der Korngröße vor, der sich bei anschlie-
ßenden Experimenten jedoch nicht auswirkt.  
In der Übergangsprobe FL-DP ändert sich am Übergang die maximale Länge 
der Lamellen, da die feinen Lamellen in den ursprünglichen β-Körnern ent-
stehen und durch das Abschrecken dieser Zustand erhalten bleibt. Oberhalb 
des β–Transus entstehen sehr grobe Körner und nach Abschrecken liegen 
Lamellenpakete mit Durchmesser im Millimeterbereich vor. Unterhalb des β-
Transus rekristallisiert das Gefüge und die maximalen Lamellenlängen im DP 
Bereich liegen im Mikrometerbereich. Im Unterschied zu dem Übergang CL-
EQ entsteht im DP Bereich dieser Probe durch den Temperaturgradient wäh-
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rend der Wärmebehandlung in Verbindung mit anschließendem Abschrecken 
ein deutlicher Gefügegradient. Mit dem Abstand vom Gefügeübergang FL-
DP nimmt der Volumenanteil an primär-α zu und die Lamellenlänge des fein-
lamellaren Anteils im DP Gefüge weiter ab. Demnach entsteht bei dem Ge-
fügeübergang CL-EQ ein Übergangsbereich, in dem das Gefüge von einem 
homogenen Bereich EQ auf einer Länge von 4 mm in einen zweiten homo-
genen Bereich CL übergeht. Im Gefügeübergang FL-DP existiert nur ein ho-
mogener Bereich FL, der am Übergang in einen Bereich DP mit Gefügegra-
dient übergeht. Es existiert hier kein zweiter homogener Bereich. Aus diesem 
Grund wurde die Untersuchung der Rissausbreitung an dem Übergang CL-
EQ durchgeführt, da eine Überlagerung zweier Gradienten, wie es bei FL-DP 
der Fall ist, keine eindeutigen Ergebnisse liefern würde. 
Die Härte der einzelnen Gefügebestandteile beider Gefügeübergänge unter-
scheidet sich nur wenig voneinander. Die Härteverläufe, die über die Gefü-
geübergänge gemessen wurden, zeigen daher keine Abhängigkeit der Härte 
vom Ort und sind somit nicht zur Charakterisierung der mechanischen Ei-
genschaften geeignet. 
 
7.2 Einfluss der Gefügeübergänge auf das Fließverhalten 
Die im Zugversuch ermittelten Eigenschaften der Referenzproben entspre-
chen Literaturwerten für vergleichbare Gefüge (Peters 1980). Die unter-
schiedlichen Gefüge verhalten sich bezüglich der Spannungskennwerte Rp0,2  
und Rm sehr ähnlich. Zwischen den Gefügen CL und EQ liegen mit 40 MPa 
nur etwa 4 % Unterschied und zwischen den Gefügen DP und FL sind es mit 
20 MPa nur etwa 2 %, dies gilt sowohl für Rp0,2 als auch Rm. Die jeweils fei-
neren Gefüge (EQ und DP) haben aufgrund der kleineren Gefügeabmessun-
gen höhere Festigkeit und höhere Duktilität.  
Die Fließkurven der homogenen Referenzgefüge lassen sich mit dem Ludwik 
Modell gut beschreiben. Mithilfe der in den Referenzproben ermittelten Lud-
wik Parameter kann das Fließverhalten der Übergangsprobe FL-DP bei einer 
Aufteilung 50:50 durch Addition der jeweiligen Verlängerungen der Gefüge-
bestandteile berechnet werden. Diese Rechnung liefert für die Probe CL-EQ 
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und für eine Aufteilung 75:25 bei FL-DP eine mäßige Übereinstimmung mit 
den Messergebnissen. Der Grund hierfür könnte, wenn man die 50:50 Pro-
ben beider Gefügeübergänge miteinander vergleicht, das unterschiedliche 
Dehnungsverhalten der Übergangsbereiche sein. Bei der Probe FL-DP findet 
im Übergangsbereich Verformung statt, die einen stetigen Verlauf der 
Durchmesseränderung vom FL Bereich der Probe zum DP Bereich darstellt 
und somit zur Gesamtverlängerung der Probe beiträgt. In der Übergangspro-
be CL-EQ verformt sich der Übergangsbereich nicht viel mehr als der EQ 
Bereich, womit diese Bereiche kaum zur Gesamtverlängerung der Probe bei-
tragen. Die kleinen Abweichungen bei der Berechnung der Probe mit der 
Aufteilung FL:DP=75:25 kommen nicht von einem systematischen Fehler, 
vielmehr liegt eine Unsicherheit einerseits in der Streuung der Messung und 
in der wirklichen Aufteilung der Probe. Es ist schwierig, den Gefügeübergang 
für diese Aufteilung genau zu bestimmen, da nicht vorausgesetzt werden 
kann, dass eine Aufteilung, die am Gefüge im Mikroskop bestimmt wurde, 
sich im mechanischen Verhalten genauso ergibt. Die Fließkurven der Über-
gangsbereiche lassen sich aus den Fließkurven der homogenen Gefüge be-
rechnen, wenn die Aufteilung der Probe klar definiert werden kann. 
Die Bestimmung der Dehnung anhand der Durchmesseränderung an den 
homogenen Zugproben der Referenzgefüge liefert gute Ergebnisse. Die so 
ermittelten Gleichmaßdehnungen sind gleich bzw. vergleichbar mit den aus 
den Spannungs-Dehnungs-Diagrammen ermittelten Gleichmaßdehnungen 
Ag. Die Ermittlung der Dehnungen in den Übergangsproben ergab, dass die 
Einschnürung immer in dem niederfesten Gefüge eintrat und somit die 
Gleichmaßdehnung dieses Gefügebestandteils der Gleichmaßdehnung der 
entsprechenden Referenzprobe entsprach. In beiden Übergangsproben lag 
die 0,2 % Dehngrenze des Gefüges mit der höheren Festigkeit noch unter 
der Zugfestigkeit des Gefüges mit der niedrigeren Festigkeit. Dies erklärt, 
dass auch die Gefüge mit der höheren Festigkeit einen, wenn auch nur klei-
nen Teil zur Gesamtverlängerung der Probe beitragen. Aufgrund der gerin-
gen Dehnungen und Unterschiede in der Festigkeit trägt das Mischgefüge im 
Übergangsbereich nur einen geringen Teil zur Gesamtverlängerung der 
Übergangsproben bei. Dies bedeutet, dass während einer Rissausbreitung 
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durch den Übergangsbereich die Größe der plastische Zone vor der Riss-
spitze kaum durch das Gefüge beeinflusst wird.  
7.3 Rissausbreitungsverhalten im Gefügeübergang CL-EQ 
Das Rissausbreitungsverhalten zeigt eine starke Abhängigkeit von der Größe 
der Gefügeabmessungen. In globularen Titanlegierungen beträgt die Korn-
größe etwa 10 µm und in lamellaren Titanlegierungen die Lamellenpaketbrei-
te etwa 350 µm. Die Ermüdungseigenschaften unterscheiden sich für lamel-
lare und globulare Gefüge deutlich voneinander. Aufgrund dessen stellt der 
Gefügeübergang CL-EQ solch einen steilen Eigenschaftsgradient dar. Der 
Gefügeübergang erstreckt sich über eine Länge von 4 mm. In diesem Über-
gang liegt ein Mischgefüge aus lamellaren und globularen Anteilen vor. So-
wohl die Rissschließung als auch die Rauigkeit sind aber über eine Länge 
von mindestens 6 mm in der Ausbreitungsrichtung EQ>CL beeinflusst. Dies 
kann auf die Verzögerung bei Ausbildung der Rissfront zurückgeführt wer-
den. Heidemann et al. (2004) beschreiben diese Verzögerung in einem 
Übergang von feinlamellarem zu duplex Gefüge in einer Titanlegierung. Die 
Rissausbreitungsgeschwindigkeit und die Rauigkeit der Bruchfläche werden 
in einem Gefügeübergang von 500 µm Länge über eine Strecke von 4 mm 
beeinflusst. Als Grund wird die Geometrie der Rissfront angegeben, die eine 
gewisse Anzahl an Lastwechseln benötigt, um sich im veränderten Gefüge 
auszubilden. 
Die Messung der Rissausbreitungsgeschwindigkeit, wie sie in Abschnitt 3 
beschrieben ist, führt zu einer starken Streuung der Messwerte. Bei der Auf-
nahme von da/dN-∆K Kurven an homogenen Werkstoffen kann in einem ite-
rativen Verfahren mit einer Anpassung der Paris Gleichung an die Messwerte 
diese Streuung minimiert werden. Bei der Darstellung der Messung mit kon-
stantem ∆K in Abbildung 6.20 wurden für die homogenen Bereiche die Riss-
ausbreitungsgeschwindigkeiten aus der Berechnung der Referenzproben 
eingetragen. Aufgrund der großen Streuung der Messwerte ist die Änderung 
der Rissausbreitungsgeschwindigkeit in Abhängigkeit der Ausbreitungsrich-
tung nur qualitativ zu beschreiben. In Ausbreitungsrichtung EQ>CL gibt es 
einen deutlichen Einfluss des Gefüges auf die Rissausbreitungsgeschwindig-
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keit, allerdings sind die unterschiedlichen Bereiche (Plateaus und Über-
gangsbereich) nicht so deutlich abzugrenzen wie in der Auftragung der Riss-
schließbelastung. In Ausbreitungsrichtung CL>EQ ändert sich die Ausbrei-
tungsgeschwindigkeit über die gesamte Probe nur wenig. Dies ist durch die 
geringere Änderung der Rissschließung in dieser Ausbreitungsrichtung zu 
erklären. 
Erreicht der Riss das Mischgefüge im Übergangsbereich, ändert sich die 
Rissschließbelastung unmittelbar. Das bedeutet einige wenige Volumenpro-
zent des jeweils anderen Gefüges rufen eine Änderung der Rissschließbela-
stung Kop und damit des Rissausbreitungsverhaltens hervor. In Ausbreitungs-
richtung EQ>CL hebt demnach ein geringer Anteil an lamellarem Gefüge 
bereits die Rissschließung deutlich an. In umgekehrter Ausbreitungsrichtung 
CL>EQ senkt ein geringer Anteil an globularem Gefüge die Rissschließung 
ab. Dieser Effekt wird zum einen durch die Änderung der Rauigkeit entlang 
des Risspfads im Übergangsbereich hervorgerufen. Zum anderen beeinflusst 
die Gefügeänderung die Höhe der Mode II Schubkomponente. In CL Gefüge 
mit geringen EQ Anteilen behindert die Plastifizierung von EQ Bereichen die 
Verschiebung der Rissufer und in EQ Gefüge wird erst durch Anteile an CL 
eine Schubkomponente erzeugt. Die Änderung von Kop im Übergangsbereich 
setzt sich demnach aus Zu- und Abnahme der Rauigkeit und der Schubkom-
ponente zusammen. 
7.4 Wechsel im Rissschließmechanismus 
Erreicht die Schwingbreite der Spannungsintensität einen Wert ∆Ktr, dann 
geht die Rissausbreitung von kristallografisch orientierter in kristallografisch 
nicht orientierte Rissausbreitung und damit die Rissschließung von rauig-
keits- in plastizitätsinduziert über. Yoder et al. (1979), Wanhill et al. (1989) 
Wang und Müller (1998) berichten von einem Wechsel im Rissschließme-
chanismus durch steigende Spannungsintensität an der Rissspitze. Der Me-
chanismenwechsel, hervorgerufen durch steigendes ∆K, geht immer von rau-
igkeitsinduziert bei niedrigen ∆K und Kop auf plastizitätsinduziert bei hohen 
∆K und Kop über und wird durch das Verhältnis der Größe der plastischen 
Zone vor der Rissspitze zu den Gefügeabmessungen bestimmt. Eine Erhö-
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hung der Spannungsintensität ruft eine Vergrößerung der plastischen Zone 
hervor. Erreicht die Größe der plastischen Zone die entsprechende Gefü-
geabmessung, findet der Mechanismenwechsel statt. Setzt man die Größe 
der zyklischen (rp
c) oder der monotonen (rp) plastischen Zone gleich der Ab-
messung des jeweiligen Gefüges, lässt sich ∆Ktr aus den Gleichungen 7.1 a 









































und ν=0,33 für Titanlegierungen. Für den Auslenkungswinkel θ kann nach 
Wang und Müller (1998) die Standardabweichung der Winkelverteilung Sθ 
eingesetzt werden. Die eingesetzten Werte für Sθ und Rp0,2 für die beiden 
Gefüge sowie die Ergebnisse für die Größe der plastischen Zone sind in Ta-
belle 7.1 aufgeführt. Um ∆Ktr zu bestimmen, wurden die Spannungsintensitä-
ten der Rissausbreitungsexperimente in die Gleichungen 7.1a und 7.1b ein-
gesetzt und die Ergebnisse für rp und rp
c in Tabelle 7.1 mit den Gefügeab-
messungen verglichen. 
Das auf diese Weise ermittelte ∆Ktr für CL (Ref.) entspricht dem aus dem 
Verlauf der Rissschließbelastung (Abbildung 6.8) bestimmten ∆Ktr. Für EQ 
(Ref.) geht ∆Ktr nicht aus dem Verlauf von Kop hervor. Das berechnete ∆Ktr 
liegt bei 10,2 MPam1/2 und damit unter dem ∆K, mit dem die Übergangspro-
ben belastet wurden. Diese Abschätzung von ∆Ktr stimmt mit den Ent-
lastungsexperimenten sowohl der Referenzproben als auch der Übergangs-
proben überein. Demnach ergibt sich für das verwendete ∆K=13 MPam1/2 
rauigkeitsinduzierte Rissschließung in CL und plastizitätsinduzierte Riss-




















CL  37 908 45,7 9,2 21,8 9 
1.) 
EQ 48,4-0,66*Kmax 952 9,5 2 10,2 10 
2.) 
1.) Lamellenbreite                         2.) mittlere Sehnenlänge 
 
Mit den Ergebnissen der Entlastungsexperimente der homogenen Referenz-
proben konnte gezeigt werden, dass durch die Messung von Kop in Abhän-
gigkeit von einer abrupten Lastabsenkung der dominierende Rissschließme-
chanismus ermittelt werden kann. Diese Möglichkeit wird ausgenutzt, um den 
aktiven Rissschließmechanismus im Übergangsbereich zu identifizieren. 
Weiterhin zeigen die Ergebnisse, dass der durch Vergleich der berechneten 
plastischen Zonengröße mit den Gefügeabmessungen vorhergesagte Wech-
sel des Rissschließmechanismus im Übergangsbereich auftritt. Dieser 
Wechsel ist ein kontinuierlicher Übergang von dem einen Rissschließmecha-
nismus zu dem anderen. Das geht aus dem Verlauf der gemessenen Kop-
Werte in Abbildung 6.14 a und Abbildung 6.14 b (Abschn. 6.2.2) hervor. Die 
Messungen von K*op liegen im Bereich CL deutlich unter den ursprünglichen 
Kop Werten und nähern sich im Verlauf des Übergangs stetig an, bis im Be-
reich EQ K*op fast dem ursprünglichen Kop entspricht.  
Da die Rissschließbelastung im Übergangsbereich höher ist als in EQ, muss 
die Höhe von Kop vorwiegend von den lamellaren Anteilen des Mischgefüges 
bestimmt werden. Die Messungen nach Lastabsenkung zeigen eine langsa-
me Abnahme des Einflusses der Belastungsgeschichte von EQ nach CL. 
Das bedeutet, im Übergangsbereich zeigt die Rissschließung ein Kop, das 
nur durch lamellare Bereiche hervorgerufen werden kann, und dennoch tritt 
im Übergangsbereich bei Lastabsenkung der load history Effekt auf, der auf 
die globularen Anteile im Gefüge zurückzuführen ist. 
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Die Ergebnisse der Messung in Ausbreitungsrichtung CL>EQ unterscheiden 
sich in dieser Beziehung nur dadurch, das die Rissschließbelastung nach 
Erreichen des Übergangs bis weit in den EQ Bereich der Probe deutlich hö-
her liegt als in Richtung EQ>CL.  
Wendet man das Modell von Wang und Müller (1998) auf die Messwerte für 
den Gefügeübergang an, erhält man die in Abbildung 7.1 dargestellten Ver-
läufe. Die Fitparameter wurden dabei konstant gehalten und über den Über-
gang die gemessene Rauigkeit SH, Sθ und Rp0,2 eingesetzt. Für die Änderung 
der Werte von Rp0,2 im Übergangsbereich wurde ein linearer Verlauf zwi-
schen Rp0,2 von CL und EQ angenommen. Die berechneten Werte beschrei-
ben die Rissschließbelastung bei rauigkeitsinduzierter Rissschließung und 
stimmen in dem CL Bereich der Übergangsproben gut mit den experimentell 
ermittelten Werten überein. Sobald sich Kop im Bereich des Übergangs än-
dert, nimmt der Unterschied zwischen Rechnung und Experiment sofort zu 
und die berechneten Werte weichen deutlich von den gemessenen Werten 
für Kop ab. Die oben beschriebene Berechnung berücksichtigt sowohl die Än-
derung in der Rauigkeit als auch die Änderung von Rp0,2 über den Übergang. 
Dass die Werte der Berechnung nicht mit dem experimentellen Verlauf über-
einstimmen zeigt, dass die Zunahme des Anteils an EQ die Rissschließung 
beeinflussen und diese nicht ausschließlich rauigkeitsinduziert ist. Die Diffe-
renz zwischen berechneten und experimentell ermittelten Werten in Ausbrei-
tungsrichtung EQ>CL entsteht demnach durch die Behinderung der Riss-
uferverschiebung durch die Plastifizierung von EQ Anteilen an der Rissspit-
ze. 
In Ausbreitungsrichtung CL>EQ (Abbildung 7.1 b) ist durch die geringeren 
Änderungen der Rauigkeit über den Übergang auch der berechnete Kurven-
verlauf für Kop flacher als in Richtung EQ>CL. Der Unterschied zwischen be-
rechneten und gemessenen Werten ist in Richtung CL>EQ deutlich kleiner 
als in entgegengesetzter Richtung. Das bedeutet, es muss einen zusätzli-
chen Effekt geben, der die Rissschließung im Übergangsbereich unter-
schiedlich beeinflusst. Dieser Effekt ruft die Abhängigkeit von Kop von der 
Rissausbreitungsrichtung hervor und erzeugt dadurch einen Einfluss der 
Ausbreitungsgeschichte (growth history). Die Berechnungen der Riss-
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schließbelastung nach Lastabsenkung sind in Abbildung 7.2 dargestellt. Im 
CL-Bereich der Probe stimmen die berechneten mit den gemessenen Werten 
überein. Im Übergangsbereich und im EQ-Bereich der Probe ist die Abwei-
chung zwischen Rechnung und Messung nur gering, da aufgrund der Ver-
suchsführung K*max bei der Lastabsenkung nicht für alle Werte gleich ist, 
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Abbildung 7.1 a: Rissausbreitungsrichtung EQ>CL 
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Abbildung 7.1 b: Rissausbreitungsrichtung CL>EQ 
Abbildung 7.1: Vergleich der gemessenen Lastabsenkungen in den Übergangsbereichen mit 
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Abbildung 7.2 a: Rissausbreitungsrichtung EQ>CL 
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Abbildung 7.2 b: Rissausbreitungsrichtung CL>EQ 
Abbildung 7.2: Berechnung der Rissschließbelastung Kop nach Lastabsenkung mit dem Mo-






7.5 History Effekte 
In Abschnitt 2.2.2 wird der load history Effekt bei PIRS beschrieben. Der Ein-
fluss auf die Rissschließung wird in Zusammenhang mit den Entlastungsex-
perimenten gezeigt (Abschnitt 6.2.1 und 6.2.2). Wang (1997) und Burghardt 
(2002) zeigen, dass dieser Effekt in lamellaren Titangefügen bei rauigkeitsin-
duzierter Rissschließung nicht auftritt.  
In dem Gefügeübergang CL-EQ tritt eine Richtungsabhängigkeit der Riss-
schließung und damit der Ermüdungsrissausbreitung auf. Diese Abhängigkeit 
kann nur durch einen history Effekt analog dem load history Effekt bei plasti-
zitätsinduzierter Rissschließung hervorgerufen werden. Dieser Effekt führt 
bei sinkendem Kop zu einem Einfluss der Rissausbreitungsgeschichte. Da die 
Rissausbreitungsexperimente bei konstantem ∆K=13 MPam1/2 durchgeführt 
wurden, kann der beobachtete Einfluss nicht durch eine Belastungsänderung 
hervorgerufen werden. 
Zur Ermittlung des Einfluss des Risspfads auf die Rissschließung wurden Kop 
Messungen bei schrittweiser Risspfadentfernung durchgeführt. Die Ergebnis-
se zeigen, dass die Rissschließung von Bereichen im Risspfad 6 mm bis 
10 mm hinter der Rissspitze beeinflusst wird. Von Gonzales-Herrera und 
Zapatero (2009) und Vor (2010) wurde der Einfluss der plastischen Verfor-
mung im Risspfad auf die Rissschließung an kurzen Rissen untersucht. Die 
Risse für die Messungen wurden durch Entfernen des Risspfads langer Ris-
se und Rissbildung und Wachstum kurzer Risse erzeugt. Zusätzlich wurden 
FEM Berechnungen durchgeführt, deren Ergebnisse mit den Experimenten 
gut übereinstimmten. In beiden Arbeiten konnte gezeigt werden, dass eine 
Mindestlänge an Risspfad benötigt wird, um bei konstanter Belastung die 
dem Kmax entsprechende Rissschließbelastung zu erreichen. 
Gonzales-Herrera und Zapatero (2009) zeigten in einer Aluminiumlegierung, 
dass in jedem untersuchten Belastungsfall die benötigte Risslänge maximal 
der Größe der monotonen plastischen Zone entspricht. Vor (2010) unter-
suchte einen rost- und säurebeständigen Stahl und beschreibt eine maximal 
benötigte Risslänge von 1,5 mm bei einer Größe der plastischen Zone von 
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4,6 mm. Wie in Abschnitt 7.4 beschrieben ist, bilden sich in der hier unter-
suchten Titanlegierung Ti-6Al-4V plastische Zonen kleiner als 50 µm aus. 
Der Einfluss des Risspfads auf die Rissschließung über mehrere Millimeter 
kann nicht durch Plastifizierung der Rissufer erklärt werden. 
Die Entfernung des Risspfads bei der Probe mit Ausbreitungsrichtung 
EQ>CL führt erst dann zu einem Absinken von Kop, wenn der CL Bereich der 
Probe entfernt wird. Das Entfernen des EQ Bereichs sowie des Übergangs-
bereichs hat keinen Effekt auf Kop. Sobald jedoch die ersten Bereiche an CL 
entfernt werden, sinkt Kop ab, obwohl der verbleibende Risspfad noch fast 
6 mm beträgt. Das bedeutet, die Rissschließung wird von dem Risspfad über 
eine Länge von 6 mm beeinflusst. 
Bei der Probe, die in entgegengesetzter Ausbreitungsrichtung ermüdet wur-
de, beginnt Kop zu sinken, wenn beim Freischneiden der Übergangsbereich 
erreicht wird. Die Rissschließbelastung wird demnach noch von dem Ende 
des CL Bereichs der Probe beeinflusst. Das kontinuierliche Absinken von Kop 
im Übergangsbereich zeigt, dass immer der letzte Teil des verbleibenden 
Risspfads die Höhe der Rissschließung bestimmt. Dieser Teil des Risspfads 
ist auch immer der Teil mit der höchsten Rauigkeit. Dies führt durch die ab-
nehmende Rauigkeit entlang des Risspfads dazu, dass die Rissschließung in 
dieser Probe von Bereichen im Risspfad 10 mm hinter der Rissspitze be-
stimmt wird. Borrego et al. (2010) beschreiben bei einem belastungsinduzier-
ten Übergang von RIRS zu PIRS in einer Aluminiumlegierung den Effekt des 
partial closure (unvollständige Schließung), Abbildung 7.3. Unvollständige 
Rissschließung bedeutet, dass sich in rissspitzenfernen Bereichen im Riss-
pfad mit hoher Rauigkeit die Rissufer berühren obwohl an der Rissspitze, 
aufgrund geringerer Rauigkeit der Rissufer kein Kontakt auftritt. Dieses Phä-
nomen ist eine mögliche Erklärung für den großen Einfluss der rauen Riss-
ufer im CL Bereich der Probe mit Ausbreitungsrichtung CL>EQ. 
Das Absinken der Rissschließbelastung bei fast vollständiger Entfernung des 
Risspfads unter das Niveau der jeweilige Referenzproben zeigt, dass sowohl 
im lamellaren als auch im globularen Gefüge die Rissschließung ein integra-
ler Prozess ist, der sich über einen gewissen Bereich hinter der Rissspitze 
erstreckt. Das bedeutet, dass im lamellaren Gefüge bei RIRS der Risspfad 
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Abbildung 7.3: partial closure nach einem Wechsel im Rissschließmechanismus 
 
Der Unterschied in der Steigung von Kop über den Übergang lässt sich damit 
über einen history Effekt erklären. Dieser Effekt wird nicht durch ein Absen-
ken der Last, sondern durch die Änderungen im Gefüge und damit der Rau-
igkeit im Risspfad hervorgerufen.  
 
7.6 Schlussfolgerungen 
1. Die Ergebnisse der Zugversuche führen zu der Annahme, dass der Über-
gangsbereich in den Zugproben keinen signifikanten Einfluss auf das Fließ-
verhalten der gesamten Probe hat. Die Gesamtverlängerung lässt sich addi-
tiv aus den Verlängerungen der homogenen Gefügebestandteile berechnen 
und der Einfluss des Mischgefüges ist nicht messbar, obwohl der Über-
gangsbereich lokal ein anderes Fließverhalten aufweist. Die Ergebnisse zei-
gen aber auch, dass zur hinreichenden Bestätigung dieser Annahme weitere 
Untersuchungen notwendig sind. 
 
2. Die statischen mechanischen Eigenschaften der im Übergang nebenein-
ander vorliegenden Gefüge EQ und CL unterscheiden sich kaum voneinan-
der und somit ist die  Größe der plastischen Zone vor der Rissspitze in bei-
den Gefügen nahezu gleich. Trotzdem unterscheidet sich das Rissausbrei-
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tungsverhalten in der Höhe der Rissschließbelastung und damit in der Riss-
ausbreitungsgeschwindigkeit stark voneinander. 
 
3. Durch den Übergang im Gefüge konnte bei konstantem ∆K ein Wechsel im 
Rissschließmechanismus von rauigkeitsinduziert bei hohen ∆K zu plastizi-
tätsinduziert bei niedrigen ∆K hervorgerufen werden 
 
4. Bereits wenige Volumenprozent des jeweils anderen Gefüges genügen, 
um die Rissschließbelastung bei der Rissausbreitung im Übergangsbereich 
signifikant zu beeinflussen.  
 
5. Die Höhe der Rissschließbelastung im Übergangsbereich wird durch die 
lamellaren Anteile und damit durch RIRS bestimmt. Dennoch beeinflussen 
geringe Anteile an EQ die Höhe der Rissschließbelastung durch Behinderung 
der Verschiebung der Rissufer gegeneinander. 
 
6. Bei dem gefügeinduzierten Wechsel von RIRS nach PIRS konnte ein hi-
story effect hervorgerufen werden, der belastungsunabhängig ist. Dieser Ein-
fluss der Ausbreitungsgeschichte wird von einem Gradient in der Rauigkeit 
des Risspfads hervorgerufen. 
 
7. Der beschriebene Einfluss der Ausbreitungsgeschichte kann durch den 
Mechanismus des unvollständigen Rissschließens (partial crack closure) er-
klärt werden. Durch die großen Rauigkeitsunterschiede im Risspfad tritt eine 
Beeinflussung der Rissschließung durch die Rauigkeit der Rissufer bis zu 






Ziel dieser Arbeit war es, das Rissausbreitungsverhalten in Gradientengefü-
gen mit richtungsabhängigen Ermüdungseigenschaften zu charakterisieren. 
Durch Wärmebehandlung in einem Temperaturgradienten wurden in der Ti-
tanlegierung Ti-6Al-4V zwei unterschiedliche Gefügeübergänge eingestellt. 
Zusätzlich wurde in der Aluminiumlegierung Al 7050 durch Walzen eines keil-
förmigen Rohlings ein Verformungsgradient eingestellt. 
Die Charakterisierung des Umformgradienten durch Messung der Härte und 
der Streckgrenze in Abhängigkeit des Umformgrades im Vergleich mit durch 
Walzen eingestellter homogener Umformgrade war nicht eindeutig möglich. 
Die während der Ermüdungsrissausbreitung stark gekrümmte und teilweise 
schräg durch die Probe verlaufende Rissfront machte es zudem nahezu un-
möglich, die Messungen einem Ort und damit lokalen Eigenschaften des Ge-
füges zuzuordnen. 
In der Titanlegierung Ti-6Al-4V wurden zwei unterschiedliche Gefügeüber-
gänge sowie homogene Referenzproben für die unterschiedlichen Gefüge 
eingestellt. Durch Wärmebehandlung in einem Temperaturgradient wurde ein 
Übergang von feinlamellarem zu duplex (FL-DP) Gefüge und ein Übergang 
von groblamellarem zu globularem (CL-EQ) Gefüge erzeugt. Der Gefüge-
übergang FL-DP besteht aus einem homogenen feinlamellaren Bereich, an 
den sich ein Gradient im Volumenanteil an α-Phase anschließt. Der Gefüge-
übergang CL-EQ bildet einen abgegrenzten Übergangsbereich mit einer 
Länge von 4 mm aus. Aus diesem Grund wurden die Ermüdungsexperimente 
an dem Gefügeübergang mit groblamellarem und globularem Gefüge durch-
geführt.  
Durch Härtemessungen und Zugversuche wurden die einzelnen Gefügebe-
standteile in den Referenzproben charakterisiert und die Härte sowie das 
Fließverhalten über die Übergänge gemessen. Es wird eine Methode entwik-
kelt, mit der das Fließverhalten der Gefügeübergänge aus den Fließkurven 
der homogenen Gefüge berechnet werden kann. Der Vergleich aus berech-
neten und gemessenen Fließkurven der Gefügeübergänge zeigt, dass die 
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Übergangsbereiche keinen signifikanten Einfluss auf die Entwicklung der 
Fließkurven haben. 
Zur Ermittlung des Rissausbreitungsverhaltens wurden CT Proben mit Refe-
renzgefügen und mit Gefügeübergang in der Mitte der Probe (W/2) gefertigt 
und in einer servohydraulischen Prüfmaschine schwingend belastet. In den 
Referenzgefügen wurden da/dN-∆K Kurven aufgenommen, die zur Minimie-
rung der Streuung der Messwerte in einem iterativen Prozess mit der Paris 
Gleichung angepasst wurden. Die Proben mit Gefügeübergang wurden in 
zwei Rissausbreitungsrichtungen mit konstantem ∆K belastet und die Riss-
ausbreitungsgeschwindigkeit sowie die Rissschließung richtungsabhängig 
ermittelt.  
Durch elektronenmikroskopische Untersuchungen der Bruchflächen und 
Lastabsenkungen unter Ausnutzung des load history Effekts bei plastizitäts-
induzierter Rissschließung konnte ein Wechsel im Rissausbreitungsmecha-
nismus und damit im Rissschließmechanismus von rauigkeitsinduziert im 
lamellaren Bereich der Probe zu plastizitätsinduziert im globularen Bereich 
der Probe nachgewiesen werden. Es konnte gezeigt werden, dass geringe 
Anteile an globularem Gefüge im Übergangsbereich die rauigkeitsinduzierte 
Rissschließung des lamellaren Gefüges absenken, sowie geringe Anteile an 
lamellarem Gefüge die plastizitätsinduzierte Rissschließung des globularen 
Gefüges anheben. 
Der Gefügeübergang zeigt richtungsabhängig unterschiedliche Verläufe der 
Rissschließbelastung über dem Ort im Gradienten. Breitet sich der Riss vom 
groblamellaren Gefüge in das globulare Gefüge aus, ist Kop im Übergangsbe-
reicht deutlich höher als bei der Ausbreitung in umgekehrter Richtung.  
Durch sukzessive Entfernung des Risspfads und Messung von Kop in Abhän-
gigkeit des verbleibenden Risspfads konnte gezeigt werden, dass durch den 
starken Rückgang der Rauigkeit im Übergangsbereich das lamellare Gefüge 
die Rissschließbelastung noch mehrere Millimeter hinter der Rissspitze be-
einflusst. Analog zum load history Effekt tritt hier ein history Effekt auf, der 
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